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Kurzfassung 

Das Fügeverfahren Stanznieten mit Halbhohlstanzniet stellt eine formschlüssige, nicht 

zerstörungsfrei lösbare Verbindung zwischen zwei oder mehr Blechwerkstoffen her. 

Der Einsatz dieser Fügeverbindung in sicherheitsrelevanten Bauteilen setzt einen 

Nachweis gegen Versagen bei statischer und zyklischer Belastung voraus. Dieser kann 

einerseits experimentell, andererseits rechnerisch erfolgen. Der rechnerische Nach-

weis bei zyklischer Belastung von komplexen Bauteilen erfolgt in der Regel auf Basis 

von Finite-Elemente-Simulationen, in denen das Bauteil durch Schalenelemente mo-

delliert wird und die Fügestellen durch Ersatzmodelle dargestellt werden. Zum Nach-

weis der Festigkeit bzw. der Abschätzung der Lebensdauer des Fügepunkts werden 

die Beanspruchungen am Ersatzmodell mit der Beanspruchbarkeit des Fügpunkts ver-

glichen. Die Beanspruchbarkeit des Fügepunkts hängt von folgenden Faktoren ab: 

• Werkstoffe der Fügeteile und deren Blechdicken 

• Fügeparameter und die daraus resultierende Geometrie des Fügepunkts 

• Richtung der Lasteinleitung in den Fügepunkt 

• Spannungsverhältnis der Last 

Die Beanspruchbarkeit des Fügepunkts kann i.d.R. entweder mit einem aufwendigen 

Versuchsprogramm an Proben ermittelt oder rechnerisch abgeschätzt werden. 

In dieser Arbeit wird ein Konzept zur rechnerischen Abschätzung der Beanspruchbar-

keit eines stanzgenieteten Fügepunktes auf Basis des Örtlichen Konzepts vorgestellt. 

Die Beanspruchungen im Fügepunkt bei zyklischer Belastung werden mit Hilfe einer 

Finite-Elemente-Simulation an einem dreidimensionalen Modell unter Berücksichti-

gung von elastisch-plastischem Werkstoffverhalten ermittelt. Die Abschätzung der Le-

bensdauer bis zum Versagen des Fügepunkts geschieht über den Vergleich der Bean-

spruchungen im Fügepunkt mit der Beanspruchbarkeit der jeweiligen Werkstoffe. 

Diese kann entweder an Werkstoffproben ermittelt, aus der Zugfestigkeit abgeschätzt 

oder aus Herstellerangaben entnommen werden. Dies ist ein großer Vorteil gegenüber 

den meisten bereits existierenden Konzepten, die auf Festigkeitsuntersuchungen an 

Fügeverbindungen angewiesen sind.  

Die Validierung des Konzepts mit einer Datenbasis von 457 Versuchsergebnissen mit 

unterschiedlichen Kombinationen der oben aufgezählten Einflussfaktoren auf die Fes-

tigkeit einer Fügeverbindung zeigt eine gute Treffsicherheit des entwickelten Kon-

zepts. Des Weiteren ermöglicht die Auswertung des Ortes mit der minimalen rechne-

rischen Lebensdauer im Fügepunkt eine gute Abschätzung des experimentellen An-

rissorts in der Verbindung. 





 

Abstract 

The self-piercing riveting process with semi-tubular rivet creates a positive, non-de-

structively detachable joint between two or more sheet metal workpieces. The use of 

this joint in safety-relevant components requires proof against failure under static and 

cyclic loading. This can be done experimentally on the one hand and computationally 

on the other. The analytical strength assessment for cyclic loading of complex compo-

nents is usually carried out on the basis of finite element simulations, in which the 

component is modelled by shell elements and the riveted joints are represented by 

substitute models. To verify the strength or to estimate the service life of the joint, the 

stresses on the substitute model are compared with the strength of the joint. The 

strength of the riveted joint depends on the following factors: 

• Materials of the parts to be joined and their sheet thicknesses 

• Joining parameters and the resulting geometry of the riveted joint 

• Direction of load introduction into the riveted joint 

• Stress ratio of the load 

The strength of the riveted joint can usually either be determined in a complex exper-

imental program on specimens or estimated by calculation. 

This paper presents a concept for the analytical estimation of the strength of a punch-

riveted joint on the basis of the local strain approach. The stresses and strains in the 

riveted joint under cyclic loading are determined with the aid of a finite element sim-

ulation using a three-dimensional model, with consideration of elastic-plastic material 

behaviour. The service life until failure of the riveted joint is estimated by comparing 

the stresses and strains in the riveted joint with the strength of the respective materials. 

This can either be determined on material specimens, estimated from the tensile 

strength or taken from manufacturer specifications. This is a great advantage com-

pared to most existing concepts that rely on strength tests on riveted joints. 

The validation of the concept with a database of 457 test results with different combi-

nations of the above mentioned influencing factors on the strength of a riveted joint 

shows a good accuracy of the developed concept. Furthermore, the evaluation of the 

location with the minimum calculated service life in the riveted joint allows a good 

estimation of the experimental crack location in the joint. 
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1 Einleitung 

Durch Bestrebungen der Automobilindustrie das Gewicht von Fahrzeugen zu redu-

zieren, um den Treibstoffverbrauch und dadurch die Emission von Treibhausgasen zu 

verringern, stieg Anfang der 1980er Jahre die Relevanz von Mischbauweisen. Die Ge-

wichtsreduktion erfolgte u. a. durch den Austausch von Stahl- gegen Aluminiumkom-

ponenten. Das bis dahin häufig verwendete Widerstandspunktschweißen führte bei 

Verwendung von Aluminiumblechen zu kurzen Lebensdauern der Schweißelektro-

den, höherem Energiebedarf und niedrigeren Festigkeiten der Fügeverbindung, 

[Sund 83]. Zusätzlich war es aufgrund unterschiedlicher Schmelzpunkte nicht mög-

lich, zwei unterschiedliche Werkstoffe wie Aluminium und Stahl zu fügen [Li 17], 

wodurch andere Fügeverfahren wie das Stanznieten in den Fokus rückten. Das Stanz-

nieten mit Halbhohlniet (engl. self-pierce riveting – kurz SPR) ist ein Fügeverfahren, 

das es ermöglicht, Feinbleche aus unterschiedlichen Werkstoffarten zu fügen. Bei-

spielsweise wurde im Audi A2, der ab Ende der 90er Jahre mit einer Karosserie aus 

Aluminium produziert wurde, komplett auf Widerstandpunktschweißen verzichtet 

und stattdessen über 1.500 SPR-Verbindungen verwendet, [Mill 00]. Neben der Auto-

mobilindustrie finden SPR-Verbindungen Anwendung in der Bauindustrie, bei Ver-

kehrsschildern, in weißer Ware und weiteren Bereichen, [Li 17]. 

Für sicherheitsrelevante Bauteile ist ein Festigkeitsnachweis gegen Versagen unter sta-

tischer und zyklischer Last zu erbringen. Dieser kann experimentell oder rechnerisch 

erfolgen. Der experimentelle Nachweis hat den Vorteil einer hohen Treffsicherheit, ist 

im Gegenzug aber mit großem Aufwand und Kosten verbunden. Außerdem kann die-

ser erst spät im Entwicklungsprozess durchgeführt werden, sobald Prototypen zur 

Verfügung stehen. Für den rechnerischen Festigkeitsnachweis von Stanznietverbin-

dungen stehen zahlreiche Konzepte zur Verfügung, die meist Weiterentwicklungen 

von Konzepten zur Auslegung von Schweißpunktverbindungen sind. Diese lassen 

sich grob in zwei Gruppen aufteilen: Die erste Gruppe ist geeignet, um einfache Geo-

metrien mit wenigen Fügepunkten auszulegen, da die Konzepte entweder auf analy-

tischen Lösungen beruhen, die nur für ein paar klassische Probengeometrien hergelei-

tet sind, oder rechenaufwendige Finite-Elemente(FE)-Simulation voraussetzen, die 

nur bei wenigen Fügepunkten in der Bauteilgeometrien in einem annehmbaren Zeit-

rahmen lösbar sind. Als Eingangsgrößen werden Werkstoffkennwerte, Werkstoffwöh-

lerlinien oder an SPR-Verbindungen ermittelte Masterwöhlerlinien benötigt, [Cher 04, 

Su 14, Kang15, Mesc 16, Cox 16, Choi 17, Rao 19, Kang 20, Otro 20]. Die Konzepte der 

zweiten Gruppe sind zur Auslegung von komplexen Bauteilen geeignet und benöti-

gen als Eingangsdaten Wöhlerlinien der verwendeten SPR-Verbindung für unter-

schiedliche Spannungsverhältnisse und Lasteinleitungswinkel. Diese werden in der 

Regel experimentell bestimmt, können aber auch mit Hilfe der Konzepte der ersten 
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Gruppe berechnet oder aus Datenbanken abgeschätzt werden, [Hahn 02, Mesc 16, 

FEMF 21, Woo 22]. 

Ziel dieser Arbeit ist es, ein Nachweiskonzept zu entwickeln, dass der ersten Gruppe 

zugeordnet werden kann, um mit diesem Eingangsdaten für Konzepte der zweiten 

Gruppe zur Auslegung komplexer Geometrien zu bestimmen. Die Schwingfestigkeit 

eines einzelnen Fügepunkts soll für unterschiedliche Lasteinleitungswinkel und Span-

nungsverhältnisse mit Hilfe des Örtlichen Konzepts, wie in [Mesc 16, Huan 17, 

Otro 20] vorgeschlagen, abgeschätzt werden. Als Eingangsgrößen in das Konzept wer-

den lediglich zyklische Werkstoffkennwerte der Bleche und des Niets sowie die Geo-

metrie des Fügepunkts verwendet. Die Bestimmung der Beanspruchung der Werk-

stoffe in der Fügeverbindung erfolgt in FE-Simulationen unter Berücksichtigung von 

elastisch-plastischem Werkstoffverhalten. Im Gegensatz zu den meisten bereits exis-

tierenden Konzepten der ersten Gruppe sind für die Anwendung des zu entwickeln-

den Konzepts keine Schwingfestigkeitsuntersuchungen an Fügepunkten notwendig. 

Die eingeschränkte Übertragbarkeit der bereits existierenden Konzepte auf Fügestel-

len mit abweichenden Parametern soll für das neue Konzept durch die Validierung 

der Vorgehensweise mit einer hohen Anzahl von Versuchsreihen aufgehoben werden. 

Die Entwicklung des Konzepts basiert auf experimentellen Ergebnissen aus dem For-

schungsprojekt „Betriebsfestigkeit stanzgenieteter Bauteile“ [Mesc 16], dass im Fol-

genden „Stanznieten I“ genannt wird. Für die dort untersuchten Verbindungen wer-

den in FE-Simulationen mit elastisch-plastischem Werkstoffverhalten örtliche Bean-

spruchungen ermittelt und mit Schädigungsparameter-Wöhlerlinien Lebensdauern 

abgeschätzt. Validiert wird das Konzept zum einen über den Vergleich der rechneri-

schen und experimentellen Anrissorte aus dem Forschungsprojekt „Simulationsba-

sierte Betriebsfestigkeitsanalyse stanzgenieteter Bauteile“ [Otro 20], das im Folgenden 

„Stanznieten II“ genannt wird. Zum anderen erfolgt die Validierung mit Versuchser-

gebnissen von Tölle und Hahn [Töll 10], die die benötigten Anrisslebensdauern und 

Schliffbilder angeben sowie durch eigene Versuche. Ein Teil der eigenen Versuche 

sind im Rahmen des Projekts Stanznieten II entstanden und in dem dazugehörigen 

Abschlussbericht [Orto 20] veröffentlicht. 



2  Zusammenfassung  

In dieser Arbeit wird ein Konzept zur rechnerischen Abschätzung der Lebensdauer 

von stanzgenieteten Fügepunkten (kurz SPR – self-pierce riveting) unter schwingen-

der Beanspruchung vorgestellt. Das Konzept basiert auf dem Örtlichen Konzept und 

ermöglicht die Ermittlung der Schwingfestigkeit des Fügepunkts im Zeitfestigkeitsbe-

reich. Aus der rechnerischen Lebensdauer können Zeitfestigkeitsgraden abgeleitet 

werden, die häufig in anderen Konzepten zur Auslegung von komplexen Bauteilen 

als Eingangsgröße dienen. Dadurch kann der experimentelle Versuchsaufwand deut-

lich reduziert und die Auslegung wirtschaftlicher gestaltet werden.  

Das Konzept wird an Versuchsdaten mit Fügeteilkombinationen aus zwei Alumini-

umblechen sowie in Mischbauweise aus der Verbindung von einem Aluminiumblech 

mit einem Stahlblech entwickelt und mit den genannten Kombinationen validiert. Eine 

Anwendbarkeit auf andere Werkstoffkombinationen ist vor Anwendung des Kon-

zepts zu überprüfen. Die Beanspruchungen im Fügepunkt werden in einer FE-Simu-

lation mit elastisch-plastischem Werkstoffverhalten bestimmt. Dabei ist Folgendes zu 

beachten: 

1. Die Geometrie des Fügepunkts kann entweder durch eine Fügesimulation er-

mittelt oder durch Nachmodellieren eines Schliffbilds erstellt werden. 

2. Der Fügepunkt wird in eine Probengeometrie eingesetzt. Die Kontaktstellen der 

Bleche werden verbunden.  

3. Die Vernetzung erfolgt in den Kontaktzonen zwischen den Werkstoffen im Fü-

gepunkt fein, im restlichen Fügepunkt etwas gröber und im Rest der Probe 

grob. 

4. Den Werkstoffen wird jeweils ein zyklisches Werkstoffverhalten nach Ramberg 

und Osgood [Ramb 43] zugeordnet. Dieses kann entweder in Versuchen ermit-

telt oder aus der Zugfestigkeit abgeschätzt werden. 

5. Zwischen den Fügeteilen wird ein reibungsbehafteter Kontakt definiert. Die ge-

ringste Streuung in der Lebensdauer ergibt sich für folgende Reibwerte: 

• µAlu-Alu  = 2,08 

• µAlu-Stahl  = 0,72 

• µAlu-Niet  = 0,86 

• µStahl-Niet  = 0,72 

6. Die fügetechnischen Eigenspannungen haben einen Einfluss auf das Verhalten 

der Reibkontakte. Diese werden in den Kontakten durch Übermaße von 10 µm 

zwischen den folgenden Kontaktpaaren im Fügepunkt nachgebildet: 

• Stempelseitiges Blech – Matrizenseitiges Blech 

• Stempelseitiges Blech – Niet 
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• Matrizenseitiges Blech – Niet 

• Niet – Butzen 

7. Die Last wird neben dem ersten Simulationsschritt, dem Einstellen der Über-

maße, in drei weiteren Lastschritten auf die Proben aufgebracht. Die drei Last-

schritte entsprechen den ersten drei Umkehrpunkten des Zeitverlaufs mit kon-

stanter Lastamplitude. Die Beanspruchungen in den letzten beiden Lastschrit-

ten werden zur Abschätzung der Lebensdauer ausgewertet. 

Die rechnerische Lebensdauer wird aus den in der FE-Simulation bestimmten Bean-

spruchungen in Anlehnung an die FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] abgeschätzt. 

Die Abschätzung erfolgt in den folgenden Schritten: 

1. Die Beanspruchungskomponenten aus der FE-Simulation mit elastisch-plasti-

schem Werkstoffverhalten werden in einer Vergleichsspannung zusammenge-

fasst. Am geeignetsten stellt sich dabei die skalierte Normalspannung σV,SN, ein 

Verfahren der kritischen Schnittebene, nach Gaier und Dannbauer [Gaie 08] 

heraus.  

2. Aus den Vergleichsspannungen an den beiden Umkehrpunkten der Last wird 

ein Schädigungsparameter PRAM [Fied 19] berechnet, der die lokale Beanspru-

chung beschreibt. Die dafür benötigte Dehnungsamplitude wird aus der Ver-

gleichsspannung mit dem Werkstoffgesetz nach Ramberg und Osgood 

[Ramb 43] bestimmt. Zur Berücksichtigung von Mittelspannungen wird die 

Mittelspannungsempfindlichkeit verwendet, die experimentell ermittelt oder 

aus der Zugfestigkeit abgeschätzt werden kann. 

3. Die Beanspruchbarkeit wird durch die Schädigungsparameter-Wöhlerlinie 

(P-Wöhlerlinie) beschrieben. Die P-Wöhlerlinie für den Werkstoff wird entwe-

der experimentell bestimmt oder aus der Zugfestigkeit abgeschätzt.  

4. Um die P-Wöhlerlinie für das Bauteil zu erhalten, wird die P-Wöhlerlinie für 

den Werkstoff um die statistische Stützzahl in Lastrichtung verschoben. Diese 

berücksichtigt die Größe der hochbeanspruchten Oberfläche im Bauteil. Da der 

SPR-Fügepunkt sehr klein ist, ergeben sich sehr kleine hochbeanspruchte Ober-

flächen, die zu einer großen statistischen Stützzahl führen. Diese bewirkt eine 

Verschiebung der P-Wöhlerlinie für den Werkstoff zu höheren Festigkeiten. 

5. Der Vergleich von Beanspruchung und P-Wöhlerlinie für das Bauteil (Bean-

spruchbarkeit) führt zur rechnerischen Lebensdauer. 

Die Treffsicherheit des vorgestellten Berechnungskonzepts kann durch das Auftragen 

der berechneten Lebensdauer Nrech über der im Versuch erreichten Lebensdauer Nexp 

dargestellt werden, siehe Abbildung 2-1. Eine gute Treffsicherheit ist gegeben, wenn 

die Ergebnisse wenig von der Winkelhalbierenden des Diagramms abweichen. Im 

Nrech-Nexp-Diagramm werden zum einen Versuchsergebnisse dargestellt, die zur Para-

metrisierung des Berechnungskonzepts verwendet wurden [Mesc 16] und zum ande-

ren eigene Versuchsergebnisse sowie solche von [Töll 10], die zur Validierung des 

Konzepts dienen. Die Datenbasis enthält 457 Einzelversuche mit unterschiedlichen 
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Werkstoffkombinationen, Blechdicken sowie unterschiedlichen Kopfzug- und Scher-

zuganteilen. Die Streubänder der drei Kombinationen von Stahl- und Aluminiumble-

chen fallen bei Anwendung des Berechnungskonzepts zusammen. Der erstgenannte 

Werkstoff der drei Kombinationen (Aluminium-Aluminium, Aluminium-Stahl, 

Stahl-Aluminium) beschreibt dabei das stempelseitige und der zweite das matrizen-

seitige Fügeblech.  

 
Abbildung 2-1: Nrech-Nexp-Diagramm: Eigene Versuche sowie Versuche von [Mesc 16] 

und [Töll 10] 

Die Streuspanne für die gesamte Datenbasis liegt bei T = 8,1 und ist ähnlich der Streu-

spanne, die sich bei der Lebensdauerberechnung auf Basis des Örtlichen Konzepts bei 

konstanter Lastamplitude für nicht-gefügte Werkstoffproben und Bauteile [Burg 18] 

ergibt. Im Vergleich zur Anwendung des Örtlichen Konzepts bei proportionaler und 

nicht-proportionaler mehrachsiger Beanspruchung ist die Streuspanne des entwickel-

ten Konzepts um einen Faktor von etwa 3 besser [Linn 22], bei Anwendung auf 
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Schweißverbindungen um einen Faktor von min. 8 [Rudo 21, Rudo 22]. Im Mittel wird 

rechnerisch eine kürzere Lebensdauer geschätzt als die Lebensdauer im Versuch, siehe 

Median m von 1,2. Die Berechnung tendiert mit einer Ausfallswahrscheinlichkeit von 

PA = 41 % zur sicheren Seite. Ist eine geringere Ausfallwahrscheinlichkeit gefordert, 

kann diese durch die Anwendung des Sicherheitskonzepts der FKM-Richtlinie Nicht-

linear [Fied 19] erreicht werden. 

Die folgenden Punkte fassen zusammen, welche Ergebnisse das Konzept liefern kann 

und welche Einschränkungen zu beachten sind. Nähere Erläuterungen zu den Punk-

ten sind im Fazit und Ausblick in Kapitel 8 gegeben. 

1. Das Konzept kann bei Kombination weniger Fügepunkte angewendet werden. 

Die Anzahl der Fügepunkte ist durch die Berechnungsdauer der FE-Simulation 

begrenzt. Die Anwendung erfolgt in dieser Arbeit nur auf einzelne Fügepunkte. 

2. Das Konzept liefert rechnerische Lebensdauern im Zeitfestigkeitsbereich. 

3. Das Konzept liefert rechnerische Lebensdauern bei Belastung mit konstanter 

Amplitude. 

4. Der Anrissort im Fügepunkt kann abgeschätzt werden. 

5. Der Einfluss der Lasteinleitungsrichtung auf die Festigkeit kann abgeschätzt 

werden. 

6. Der Einfluss einer Mittellast auf die Festigkeit kann abgeschätzt werden. 

Im Konzept werden an einzelnen Stellen gegenüber der Realität vereinfachende An-

nahmen getroffen, um das Konzept im Hinblick auf den Zeitaufwand und Wirtschaft-

lichkeit anwendbar zu machen. Nähere Erläuterungen zu den Punkten sind ebenfalls 

im Fazit und Ausblick in Kapitel 8 gegeben. 

1. Das zyklische Werkstoffverhalten wird unabhängig vom Umformgrad den Fü-

geteilen zugeordnet. 

2. Die Reibwerte in der Fügeverbindung werden empirisch ermittelt. Dabei erge-

ben sich vergleichsweise große Werte, siehe beispielsweise µAlu-Alu = 2,08. Diese 

werden hauptsächlich durch die Versuche bei reinem Scherzug bestimmt. Da 

die rechnerischen Lebensdauern bei reinem Scherzug sensibel auf die Reib-

werte reagieren, sollten die rechnerischen Lebensdauern bei Anwendung des 

Konzepts bei dieser Beanspruchungsart auf Plausibilität überprüft werden. Die 

häufig verwendeten einschnittig überlappten Scherzugproben fallen nicht in 

diese Kategorie, da am Fügepunkt eine Mischbeanspruchung von Scher-, Schäl- 

und Kopfzug auftritt. 

3. Die fügebedingten Eigenspannungen in der Verbindung werden vereinfachend 

durch Übermaße in den Kontakten der FE-Simulation berücksichtigt. 

4. Für die bruchmechanische Stützzahl wird aufgrund der großen statistischen 

Stützzahl der konservative Wert von 1 verwendet. 

5. Die Oberflächenrauheit der Fügeteile wird nicht berücksichtigt. 
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Mit dem vorgeschlagenem Berechnungskonzept kann die Lebensdauer von stanzge-

nieteten Fügestellen rechnerisch gut abgeschätzt werden. Die aufwendige, experimen-

telle Ermittlung der Schwingfestigkeit eines Fügepunkts mit gefügten Proben bei Be-

trachtung unterschiedlicher Kombinationen von Werkstoff, Blechdicke oder Nietgeo-

metrie kann zukünftig entfallen. Für die Anwendung des Berechnungskonzepts sind 

nur noch die Geometrie des Fügepunkts sowie die zyklischen Werkstoffkennwerte für 

die Fügebleche und den Stanzniet erforderlich, die häufig der Literatur entnommen 

oder aus der Zugfestigkeit abgeschätzt werden können.





3 Stand der Technik 

In diesem Kapitel werden die für das Verständnis dieser Arbeit benötigten Grundla-

gen beschrieben. Im ersten Abschnitt 3.1 wird das Fügeverfahren Stanznieten mit Halb-

hohlniet vorgestellt. Anschließend wird auf Einflussgrößen auf die Qualität und Fes-

tigkeit der Verbindung eingegangen und bestehende Konzepte zur Durchführung ei-

nes rechnerischen Festigkeitsnachweises für stanzgenietete Proben und Bauteile be-

schrieben. In Abschnitt 3.2 werden in dieser Arbeit benötigte Grundlagen der Betriebs-

festigkeit zusammengefasst und auf Themen wie die Mittelspannungsempfindlichkeit 

oder zyklische Werkstoffkennwerte eingegangen. Im letzten Abschnitt 3.3 wird das 

Vorgehen der FKM-Richtlinie „Rechnerischer Festigkeitsnachweis unter expliziter Er-

fassung nichtlinearen Werkstoffverformungsverhaltens – Für Bauteile aus Stahl, Stahl-

guss und Aluminiumknetlegierungen“ [Fied 19] zur Anwendung des Örtlichen Kon-

zepts beschrieben. 

3.1 Stanznieten mit Halbhohlniet 

Den Begriff Fügen definiert DIN 8593 [DIN 8593] als: 

Das auf Dauer angelegte Verbinden oder sonstige Zusammenbringen von zwei 

oder mehr Werkstücken geometrisch bestimmter Form oder von ebensolchen 

Werkstücken mit formlosem Stoff. Dabei wird jeweils der Zusammenhalt örtlich 

geschaffen und im Ganzen vermehrt. 

Fügen stellt eine Hauptgruppe im Bereich der Fertigungsverfahren dar. Das in dieser 

Arbeit im Mittelpunkt stehende Verfahren Stanznieten mit Halbhohlniet gehört zur 

Gruppe Fügen durch Umformen [DIN 8593-5], die sich durch die örtliche Umformung 

der Füge- bzw. Hilfsfügeteile auszeichnet, sodass im Allgemeinen eine formschlüs-

sige, nicht zerstörungsfrei lösbare Verbindung entsteht. Das zur Untergruppe Fügen 

durch Nietverfahren gehörende Stanznieten, siehe Abbildung 3-1, ist definiert als Fügen 

durch Einspreizen eines Hilfsfügeteils und beinhaltet das Stanznieten mit Vollniet und 

das Stanznieten mit Halbhohlniet. 

Beim Stanznieten mit Halbhohlniet (engl. self-pierce riveting – kurz SPR) werden zwei 

oder mehr Fügeteile durch eine punktförmige Verbindung gefügt, ohne dass eine Vor-

lochoperation nötig ist. Voraussetzung ist die beidseitige Zugänglichkeit der Füge-

stelle. Der Verfahrensablauf zur Erstellung einer SPR-Verbindung ist in Abbildung 3-2 

schematisch dargestellt. Im ersten Schritt werden die – in diesem Fall zwei – Fügeteile 

stempel- und matrizenseitiges Blech auf einer Matrize platziert und mittels eines Nie-

derhalters fixiert und vorgespannt. Durch die Vorspannkraft werden Relativbewegun-
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gen zwischen den Fügeteilen weitestgehend vermieden, wodurch die Höhe der Vor-

spannkraft einen Einfluss auf die Geometrie des Fügepunkts aufweist, [Phil 06]. Im 

zweiten Schritt wird mit dem Hilfsfügeteil in Form eines Halbhohlniets durch die 

Kraft des Nietstempels im Scherschneidvorgang in der Regel das stempelseitige Blech 

durchtrennt. Anschließend wird im dritten Schritt der Halbhohlniet in der Matrize 

umgeformt, sodass dieser sich aufspreizt und im matrizenseitigen Blech einen Schließ-

kopf bildet, [Hahn 99]. Das ausgestanzte Teil des stempelseitigen Blechs, der soge-

nannte Butzen, wird in der Verbindung eingeschlossen. Durch die Umformung der 

Fügeteile und des Stanzniets ergibt sich eine formschlüssige Verbindung, [Kloc 17]. 

Zusätzlich ergibt sich durch die axiale und radiale Verspannung des Stanzniets ein 

Kraftschluss, [Matt 03]. 

 
Abbildung 3-1: Einordnung des Fertigungsverfahrens Stanznieten in die Systematik 

der DIN 8593 
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Abbildung 3-2: Stanznieten mit Halbhohlniet, Abbildungen nach [Otro 21] 

Aufgrund des Verfahrensablaufs zur Erstellung des Fügepunkts ergeben sich nach Li 

et. al [Li 17] folgende Vorteile gegenüber herkömmlichen Fügeverfahren. Die Aufzäh-

lung wurde um Erkenntnisse aus weiterer Literatur ergänzt. 

1. Der Fügeprozess ist verträglich mit der Umwelt, da kein Rauch, keine Funken, 

wenig Lärm und keine Verdreckung der Umgebung entstehen. 

2. Fügen von gleichen und unterschiedlichen Werkstoffen ist möglich. Fügbare 

Werkstoffe sind beispielsweise: Stahl, Aluminium, andere Metalle, Kunst-

stoffe, Verbundwerkstoffe, Gummi und beschichtete oder lackierte Bleche. 

Auch das zusätzliche Verwenden von Klebstoffen oder vorhandener Ver-

schmutzung zwischen den Fügeteilen stellen kein Problem dar. Voraussetzung 

für den Fügeprozess ist eine ausreichende Duktilität des matrizenseitigen 

Blechs, [EAA 15]. 

3. Im Fügeprozess ist kein Vorlochen und damit aufwendiges Ausrichten der Fü-

geteile notwendig, [Lieb 93, EAA 15]. 

4. Für den Fügeprozess ist keine Oberflächenvorbehandlung notwendig. 

5. Der Fügeprozess kann zusammen mit Schmier- und Klebstoffen durchgeführt 

werden. 

6. Der Fügeprozess benötigt nur einen geringen Energiebedarf. 

7. Die Werkzeuge weisen mit über 200.000 Fügepunkten bis zum Werkzeugaus-

tausch eine hohe Lebensdauer auf. 

8. Der Fügeprozess ist einfach zu automatisieren und zu überwachen. 

9. Der Fügeprozess hat eine kurze Zykluszeit von 1 bis 4 Sekunden. 
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10. Die Fügeverbindung kann wasserdicht erstellt werden. 

11. Der Fügeprozess hat keine Auswirkung auf die Wärmebehandlung der Füge-

teile, da im Prozess keine Wärme eingebracht wird. 

12. Die Verbindung weist eine hohe quasistatische und Ermüdungsfestigkeit auf.  

Im Gegensatz dazu werden folgende Nachteile genannt: 

1. Für den Fügeprozess ist ein beidseitiger Zugang zur Fügeverbindung bei klas-

sischen SPR-Verbindungen nötig, wie sie in dieser Arbeit betrachtet werden. 

Ein alternatives Verfahren nach Liu et al. [Liu 13] benötigt dagegen nur einsei-

tigen Zugang. 

2. Im Fügeprozess bildet sich auf einer Fügepunktseite ein Schließkopf aus. 

3. Durch den Stanzniet ergeben sich zusätzliche Kosten und Gewicht. 

4. Zwischen Stahlniet und Aluminiumblech besteht die Möglichkeit, dass galva-

nische Korrosion auftritt. Diese kann durch eine zusätzliche Korrosionsschutz-

schicht verhindert werden.  

5. Spröde Werkstoffe können auf der Matrizenseite nicht gefügt werden. 

6. Für den Fügeprozess sind hohe Fügekräfte erforderlich. 

3.1.1 Einflussgrößen auf Qualität und Festigkeit der SPR-Verbindung 

Die Festigkeit einer SPR-Verbindung bei zyklischer Belastung wird von vielen Fakto-

ren beeinflusst. Einerseits gibt es zahlreiche Faktoren, die die Qualität des Fügepunkts 

während des Fügevorgangs beeinflussen. Andererseits gibt es Faktoren, die, unter Vo-

raussetzung eines Fügepunkts mit hoher Qualität, die zyklische Festigkeit beeinflus-

sen. Abbildung 3-3 zeigt die wichtigsten Qualitätskriterien Nietkopfendlage, Hinter-

schnitt und Restbodendicke zur Beurteilung der SPR-Verbindung. 

 
Abbildung 3-3: Qualitätskriterien der Stanznietverbindung in Anlehnung an 

[Hahn 95a] 

Nietkopfendlage 

Die Nietkopfendlage XNk beschreibt den Abstand zwischen Nietkopf und der Oberflä-

che des stempelseitigen Blechs. Diese darf nicht zu groß sein, um das Entstehen eines 

Spalts zu verhindern. Dieser begünstigt zum einen das Eindringen korrosiver Medien 

XNk Nietkopfendlage

sH Hinterschnitt

sF,min Restbodendicke

sH

XNk

sF,min
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und kann zum anderen erhöhte Relativbewegungen des stempelseitigen Blechs zulas-

sen, was sich negativ auf den Form- und Kraftschluss und somit auf die Festigkeit der 

Verbindung auswirkt. Des Weiteren deutet eine zu große Nietkopfendlage bei zerstö-

rungsfreier Prüfung auf einen geringen Hinterschnitt sH hin. Die Nietkopfendlage darf 

nicht zu klein gewählt werden, um Verformungen im stempelseitigen Blech so gering 

wie möglich zu halten. Empfohlen wird eine Nietkopfendlage zwischen 0,3 mm und 

- 0,5 mm. [Cher 04, Li 14, Li 17] 

Hinterschnitt 

Der Hinterschnitt sH ist in Bezug auf die Festigkeit der Verbindung die wichtigste 

Größe, denn dieser ist für den Formschluss der Verbindung verantwortlich. Mit stei-

gendem Hinterschnitt steigt beispielsweise die Kopfzugfestigkeit bei quasistatischer 

Last an. Für ein matrizenseitiges Blech aus Aluminium wird mindestens sH = 0,4 mm 

empfohlen. Für ein Stahlblech kann der Grenzwert auf sH = 0,2 mm reduziert werden. 

[Han 10, Mori 13, Li 17] 

Restbodendicke 

Die Restbodendicke sF,min beschreibt die dünnste Stelle des matrizenseitigen Blechs. 

Diese hat nur einen geringen Einfluss auf die Festigkeit der Verbindung, hat aber einen 

Einfluss auf das Vibrationsverhalten und damit auf die Geräuschentwicklung bei zyk-

lischer Belastung. Bei zu geringer Restbodendicke können im Fügeprozess Risse auf-

treten, die das Eindringen korrosiver Medien in die Verbindung ermöglichen. Emp-

fohlen wird eine Restbodendicke von mindestens sF,min = 0,2 mm. [Hahn 96, Cher 04, 

Han 10] 

Weitere Merkmale zur Beurteilung der Qualität der Stanznietverbindung sind unter 

anderem Risse im Schließkopf, Ausknicken des Stanzniets, Risse im Niet oder Spalten 

zwischen den Fügeblechen. Im Folgenden werden wesentliche Faktoren benannt, die 

einen Einfluss auf die Qualität und die Festigkeit des Fügepunkts bei statischer und 

zyklischer Belastung haben. 

Werkstoff der Bleche 

SPR-Verbindungen können mit Blechen aus demselben Werkstoff oder mit Blechen 

aus unterschiedlichen Werkstoffen sowie aus zwei oder mehr überlappenden Blechen 

hergestellt werden. Die Blechwerkstoffe müssen dabei weicher sein als der Werkstoff 

des Stanzniets, damit dieser die Bleche durchtrennen und umformen kann. Bei der 

Anordnung der Bleche sollte das dickere Blech und das Blech mit der höheren Festig-

keit matrizenseitig angeordnet werden. Anforderung für das matrizenseitige Blech ist 

außerdem eine ausreichende Duktilität, damit sich ein Hinterschnitt ausbilden kann. 

Spröde Werkstoffe müssen stempelseitig angeordnet werden. Die verwendete Werk-

stoffkombination hat dabei einen Einfluss auf das Versagensverhalten. Bei einer art-

reinen Aluminium-Verbindung tritt aufgrund der deutlich niedrigeren Ermüdungs-

festigkeit des Aluminiums im Vergleich zum Nietwerkstoff ein Versagen in den Alu-



 

14  3 Stand der Technik  
 

minium-Fügeteilen auf. Bei Verwendung von Stahl-Fügeteilen kann auch ein Versa-

gen des Niets vorkommen, das mit einer zu geringen Zähigkeit des Niets aufgrund 

der erforderlichen hohen Härte begründet wird. [Iyer 02, Hahn 02, Cher 04, EAA 15] 

Werkstoff des Stanzniets 

Die Streckgrenze des Stanzniets muss auf die Fügebleche abgestimmt werden. Ist die 

Streckgrenze zu niedrig, verformt sich der Stanzniet vor dem Durchtrennen des stem-

pelseitigen Blechs, ist die Streckgrenze zu hoch, kann sich im matrizenseitigen Blech 

nicht der benötigte Hinterschnitt ausbilden. Um galvanische Korrosion zu verhindern, 

kann eine Schutzschicht auf den Stahlniet aufgetragen oder Stanzniete aus Aluminium 

verwendet werden. Stanzniete aus Aluminium haben den weiteren Vorteil, dass reine 

Aluminium-Verbindungen möglich sind, die leicht recycelt werden können. [Xu 06a, 

EAA 15, Hoan 10, Hoan 11, Hoan 13] 

Geometrie des Stanzniets 

Die Länge des Niets hat einen Einfluss auf die Größe des Hinterschnitts und der Rest-

bodendicke. Diese kann beispielsweise für einen Nietdurchmesser von 5 mm abge-

schätzt werden, indem zur Dicke des Blechpakets 3,5 mm addiert werden. Ein Einfluss 

der Geometrie auf die zyklische Festigkeit zeigt sich nur bei Kopfzug-, nicht bei Scher-

zugbelastung. [Hahn 02, EAA 15] 

Geometrie der Matrize 

Die Geometrie der Matrize hat einen Einfluss auf den Hinterschnitt. Dieser wird bei 

größerem Durchmesser der Matrize geringer. Abhilfe kann durch einen Dorn in der 

Matrize erfolgen, der den Stanzniet stärker spreizt und so zu mehr Hinterschnitt bei-

trägt. Eine höhere Dornhöhe führt zu einer höheren statischen Festigkeit, hat aber kei-

nen Einfluss auf die zyklische Festigkeit. Der Nachteil eines höheren Dorns ist die grö-

ßere plastische Verformung der Bleche und damit das steigende Risiko auftretender 

Risse während des Fügevorgangs. Je tiefer die Matrize gewählt wird, desto niedriger 

ist die benötigte Fügekraft, aber auch der Hinterschnitt. Zu tiefe Matrizen können ge-

rade bei weniger duktilen Werkstoffen die Rissbildung begünstigen. Dem kann durch 

schräge Seitenwände der Matrize entgegengewirkt werden, die auch das Auslösen am 

Ende des Fügevorgangs vereinfachen. [Sund 83, Fu 01, Li 10, Li 17]  

Fügeeinrichtung 

Die Fügeeinrichtung muss die benötigte Fügekraft aufbringen können und steif gebaut 

sein, um die hohen Fügekräfte möglichst verformungsarm ertragen zu können. Ein 

Lateralversatz (Versatz zwischen den Mittelachsen von Stempel und Matrize) und ein 

Winkelversatz zwischen den Achsen haben Auswirkung auf die statische und zykli-

sche Festigkeit der Verbindung. Unter statischer Last ist der Einfluss auf die Festigkeit 

abhängig von der Richtung des Lateral- oder Winkelversatzes und kann festigkeits-

steigernd sein. Bei zyklischer Last führt ein Lateral- oder Winkelversatz unabhängig 

von der Richtung immer zu einer Reduzierung der Festigkeit. [Hahn 96] 
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Fügekraft 

Die Fügekraft setzt sich aus zwei Teilen zusammen: der erste Teil zu Beginn des Füge-

vorgangs dient hauptsächlich dem Durchstanzen des stempelseitigen Blechs, der 

zweite (größere) Teil dem Aufspreizen des Stanzniets in der Matrize. Die Fügekraft 

liegt je nach Werkstoffen, Blechdicken und verwendeter Fügeteile zwischen 20 und 

100 kN. Eine zu niedrige Fügekraft führt zu einer hohen Kopfendlage und damit zu 

einem geringen Hinterschnitt. Eine zu hohe Fügekraft führt zu einer niedrigen Kopf-

endlage und damit zur Beschädigung des stempelseitigen Blechs und einer geringen 

Restbodendicke. Die statische Festigkeit steigt bis zu einem gewissen Punkt mit der 

Fügekraft an, während für die zyklische Festigkeit der Einfluss schon bei deutlich 

niedrigeren Fügekräften abnimmt. Einfluss auf die Fügekraft haben die Fügege-

schwindigkeit, Nietdurchmesser, Form der Nietspitze, Nietlänge, Reibung zwischen 

Niet und Fügeblech, Form der Matrize, Dicke und Härte des Blechwerkstoffs sowie 

des Niets und der Versatz zwischen Stempel und Matrize. [Hill 94, Fu 03, Hou 04, 

Kim 06, Han 10, Li 17]  

Design des Fügepunkts 

Bei der Anordnung der Bleche sollte sich möglichst der dünnere und weichere Werk-

stoff auf der Stempelseite befinden. Bei reinen Aluminium-Verbindungen sind Blech-

pakete bis 12 mm fügbar, bei Stahl bis zu 6 mm. Dabei ist ein Mindestabstand abhängig 

vom Nietdurchmesser vom Blechrand einzuhalten, um ein Ausreißen und damit eine 

Verringerung der Festigkeit zu vermeiden. [Sund 83, EAA 15, Li 17] 

Fügebedingte Eigenspannung 

Durch den Fügeprozess entstehen in der SPR-Verbindung Eigenspannungen, die 

meist einen positiven Einfluss auf das Festigkeitsverhalten haben, da diese die Klemm-

kraft zwischen den Fügeteilen erhöhen. [Cher 04, Mesc 16] 

Reibung und Reibkorrosion 

Durch Reibung kommt es zur Veränderung der Oberflächenschicht und zu Oxidation 

der Fügeteile. An Aluminiumoberflächen entsteht als schwarzer Staub Alumini-

umoxid Al2O3 und an Stahloberflächen als roter Staub Eisenoxid Fe2O3. Die Oxidati-

onspartikel führen zusammen mit dem hohen Druck in der Verbindung zu Abrieb 

und damit zu einer höheren Rauheit und Reibungskoeffizienten in der Verbindung. 

Diese erhöhte Reibung wirkt sich positiv auf die Festigkeit bei zyklischer Beanspru-

chung aus. Beispielsweise zeigen Versuche, bei denen eine Teflonschicht in die SPR-

Verbindung eingearbeitet wurde, um die Reibung zu reduzieren, eine geringere Fes-

tigkeit als Versuche ohne Teflonschicht. Der Einfluss von Reibverschleiß auf die Er-

müdungsfestigkeit wird als nicht signifikant angesehen. [Iyer 02, Chen 03, Cher 04, 

Iyer 05, Han 06, Li 14, Zhan 19] 
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Lasteinleitung 

Einen großen Einfluss auf die statische und zyklische Festigkeit hat die Richtung, in 

der die Last in die SPR-Verbindung eingeleitet wird. Die Festigkeit bei Scherzugbelas-

tung (Lasteinleitungswinkel ϑ = 0°) ist deutlich höher als bei Kopfzugbelastung 

(Lasteinleitungswinkel ϑ = 90°). Hahn et al. [Hahn 02] haben beispielsweise für eine 

artreine Aluminium-Verbindung die Festigkeit für eine Lastwechselzahl von 2∙106 er-

mittelt. Die Festigkeit unter Scherzug ist dabei um den Faktor 5 größer als bei Kopfzug. 

Für die Lasteinleitungswinkel zwischen 0° und 90° ergeben sich Festigkeiten zwischen 

diesen Grenzen. Die Lasteinleitungsrichtung hat einen Einfluss auf die Neigung der 

Zeitfestigkeitsgeraden und auf die Lage des Versagensorts. [Hahn 02, Choi 17, 

Kang 20] 

3.1.2 Bauteilauslegung 

Bei der Auslegung von Bauteilen mit SPR-Verbindung muss zwischen zwei Schritten 

unterschieden werden. Zum einen muss die Qualität des Fügepunkts den Anforde-

rungen entsprechen, um die zuvor beschriebenen Qualitätskriterien Hinterschnitt, 

Restbodendicke und Nietkopfendlage zu erfüllen. Diese sind besonders beeinflusst 

durch die verwendeten Werkstoffe, Niet- und Matrizengeometrie, Fügegeschwindig-

keit und Fügekräfte, [Xu 06b]. Zum anderen muss jede Verbindung des Bauteils die 

auftretenden statischen Lasten und die zyklischen Lasten innerhalb der geforderten 

Lebensdauer ertragen.  

Um optimal ausgebildete SPR-Verbindung zu erhalten, müssen die Prozessparameter 

(z.B. Fügekraft, Nietkopfendlage, Nietdurchmesser, Matrizengeometrie usw.) für das 

Fügen empirisch gefunden werden. Von Fügepunkten, die mit unterschiedlichen Pro-

zessparameter gefertigt werden, müssen Schliffbilder ausgewertet werden, um die in 

Abschnitt 3.1.1 beschriebenen Kenngrößen eines Fügepunkts auszuwerten. Um dieses 

aufwendige Vorgehen zu verkürzen, kann die physikalische Fertigung durch eine Fü-

gesimulationen ersetzt werden. Diese erfolgt aufgrund der Achsensymmetrie des Fü-

gepunkts in der Regel als nichtlineare 2D-Simulation. Nach Xu [Xu 06a] ist es erfor-

derlich, nichtlineares Werkstoffverhalten aufgrund der großen Verformungen wäh-

rend des Fügens, zu berücksichtigen. Das Werkstoffverhalten basiert dabei auf Span-

nungs-Dehnungs-Kurven aus quasistatischen Versuchen, die mittels Extrapolations-

ansätzen oberhalb der Gleichmaßdehnung zu größeren Dehnungen fortgeführt wer-

den, [Döll 01]. Zusätzlich müssen zwischen den Körpern nichtlineare Kontakte ver-

wendet werden, um das Reibverhalten zwischen den Fügeteilen nachbilden zu kön-

nen. Aus dem Ergebnis können dann wiederrum die Kenngrößen des Fügepunkts aus-

gewertet und damit die Prozessparameter eingestellt werden. Die ersten Veröffentli-

chungen zum Thema Fügesimulation von SPR-Verbindungen sind vermutlich von 

Khezri [Khez 00] und Dölle [Döll 01] vorgestellt worden. Im Laufe der folgenden Jahre 

wurden diese Simulationsmodelle weiterentwickelt und mit diesen die Einflüsse auf 



 

3.1 Stanznieten mit Halbhohlniet  17 
 

den Fügeprozess untersucht. Beispielsweise nutzen Mori et al. in einigen Veröffentli-

chungen Fügesimulationen, um geometrische Randbedingungen der Fügeteile zu be-

stimmen (z.B.: maximale Dicke der Fügeteilwerkstoffe oder Mindestdicke der Niet-

beine, um Stauchen zu vermeiden). Beispielsweise untersuchen sie das Fügen von 

hochfestem Stahl [Mori 06] oder das Fügen von dreilagigen SPR-Verbindungen [Mori 

13]. Presz und Cacko [Pres 10] nutzen Fügesimulationen, um bei der Entwicklung ei-

nes Mikro-Stanzniets mit einem Durchmesser von 1 mm die Fügbarkeit zu testen. Da 

Fügesimulationen nicht im Fokus dieser Arbeit stehen, wird auf diese nicht weiter ein-

gegangen. Einen guten Überblick über die internationale Literatur liefert Li [Li 17].  

FE-Simulationen werden nicht nur zur Simulation des Fügeprozesses eingesetzt, son-

dern auch zur Bestimmung der Festigkeit bei quasistatischer und zyklischer Belas-

tung. Bouchard et al. [Bouc 08] ermitteln in einer 2D-Fügesimulation die Fügepunkt-

geometrie und die fügebedingten Eigenspannungen. Anschließend wird durch Rota-

tion ein dreidimensionaler Fügepunkt erstellt und dieser statisch unter Scherbean-

spruchung belastet. Bei Berücksichtigung der Eigenspannungen ergibt sich im Ver-

gleich zum Versuch eine 10 % niedrigere statische Festigkeit, wohingegen sich ohne 

die Berücksichtigung von Eigenspannungen eine 50 % niedrigere statische Festigkeit 

ergibt. Porcaro et al. [Porc 06a, Porc 06b] berechnen mit selbigem Vorgehen bei unter-

schiedlichen Lasteinleitungswinkeln ähnlich gute quasistatische Festigkeiten. 

Konzepte zur Auslegung von einzelnen Fügepunkten oder komplexen Bauteilen mit 

SPR-Verbindungen unter zyklischer Belastung lassen sich in zwei Gruppen einteilen: 

1. Konzepte, die nur geeignet sind, einfache Geometrien mit wenigen Fügepunk-

ten auszulegen. Diese beruhen entweder auf analytischen Ansätzen, die nur für 

einfache Geometrien abgeleitet sind oder beinhalten aufwendige und damit be-

rechnungsintensive FE-Simulationen, die bei einer großen Anzahl an Füge-

punkten aufgrund des Rechenaufwands nicht lösbar sind. Vorteil dieser Kon-

zepte sind die im Vergleich zu den Konzepten der zweiten Gruppe einfach zu 

bestimmenden Eingangsparameter. 

2. Konzepte, die auch für die Auslegung komplexer Bauteile mit einer Vielzahl an 

Fügepunkten geeignet sind. Diese beruhen auf FE-Simulationen mit Schalen-

elementen, in denen die Fügepunkte mit Hilfe von Ersatzmodellen nachgebil-

det werden. Aus den Beanspruchungen am Ersatzmodell wird eine Lebens-

dauer des Fügepunkts abgeleitet. Dafür muss der Zusammenhang zwischen 

der Beanspruchung und der Lebensdauer für den einzelnen Fügepunkt bei der 

jeweiligen Belastungsrichtung bekannt sein. Dieser kann mit Hilfe eines um-

fangreichen Versuchsprogramms, den Konzepten der ersten Gruppe oder, bei 

ausreichender Datenlage, aus einer Datenbank abgeschätzt werden.  

Tabelle 3-1 und Tabelle 3-2 geben einen Überblick über die Konzepte der ersten und 

der zweiten Gruppe. In den anschließenden Abschnitten werden die Konzepte im De-

tail erläutert. Bei einigen dieser Konzepte handelt es sich um nicht fertig ausgearbeitete 

Ansätze oder es ergeben sich bei Anwendung schlechte Treffsicherheiten.  
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Tabelle 3-1: Zusammenfassung der Konzepte der ersten Gruppe 
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Tabelle 3-2: Zusammenfassung der Konzepte der zweiten Gruppe 
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3.1.2.1 Konzepte auf Grundlage von Strukturspannungen  

Radaj und Zhang [Rada 89, Rada 91a, Rada 91b, Rada 92, Zhan 97, Zhan 01] berechnen 

auf Grundlage von Spannungsintensitätsfaktoren Strukturspannungen am potentiel-

len Versagensort von Schweißpunkten. Su et al. [Su 14] wandeln dieses Vorgehen für 

Clinch- und SPR-Verbindungen ab und geben Gleichungen zur Berechnung von 

Strukturspannungen am Versagensort für einfach überlappte Scherzugproben an, 

siehe Abbildung 3-4. Der experimentell ermittelte Versagensort liegt im stempelseiti-

gen Blech im Kontaktbereich zum matrizenseitigen Blech. Die gegebenen Gleichungen 

zur Berechnung der Strukturspannung gelten daher für das stempelseitige Blech. Ein-

fluss auf die Strukturspannung haben die angreifende Kraft, die Dicke des stempelsei-

tigen Blechs ts, die Breite der Probe b, der Durchmesser d des Stanzniets und die Quer-

kontraktionszahl ν. Ausgewertet wird die Strukturspannung am Ort des experimen-

tellen Versagens. Die Lebensdauer wird anschließend aus der jeweiligen Werkstoff-

Wöhlerlinie abgeschätzt. 

 
Abbildung 3-4: Bemaßung einer einfach überlappten Scherzugprobe 

Zur Validierung des Vorgehens werden die Lebensdauern einer Versuchsreihe einer 

Aluminiumverbindung mit rechnerischen Lebensdauern verglichen. Bei Verwendung 

des Nietschaftdurchmessers für den Kennwert d ergibt sich eine gute Näherung. Die 

Ergebnisse können allerdings vom Autor mit den in [Su 14] gegebenen Werten nicht 

nachvollzogen werden, da sich unabhängig von der Lasthöhe immer negative Struk-

turspannungen ergeben.  

Genau wie Su et al. [Su 14] untersuchen Kang et al. [Kang 15] die Möglichkeit, die 

Beanspruchungssituation auf Grundlage der Bruchmechanik mit Spannungsintensi-

tätsfaktoren zu beschreiben. Dafür werden experimentell an drei unterschiedlichen 

Probenformen Versagensschwingspielzahlen ermittelt. Diese Probenformen entspre-

chen denjenigen, für die Zhang [Zhan 97] bereits Gleichungen zur Berechnung der 

Spannungsintensitätsfaktoren bei Schweißpunktverbindungen aufgestellt hat. Mit 

diesen ergibt sich bei doppeltlogarithmischer Auftragung ein linearer Zusammenhang 

b
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zwischen dem Spannungsintensitätsfaktor aller drei untersuchten Probenformen und 

der experimentellen Schwingspielzahl. Über diesen Zusammenhang kann eine Mas-

terwöhlerlinie erstellt werden, mit der eine Abschätzung der Lebensdauer für die drei 

Probenformen möglich ist. 

Von Choi et al. und Kang et al. wird experimentell an einer Probenform der Einfluss 

der Belastungsrichtung auf die Schwingfestigkeit einer artreinen Aluminium-Verbin-

dung [Choi 17] und einer Magnesium-Stahl-Verbindung [Kang 20] untersucht. An-

schließend werden die Spannungsintensitätsfaktoren für die Probe abhängig von der 

Belastungsrichtung ermittelt. Die Berechnung der Spannungsintensitätsfaktoren er-

folgt abermals über einen Ansatz von Zhang [Zhan 01], der in diesem Fall für eine 

andere Probenform entwickelt wurde, aber dafür die Richtung der Lasteinleitung be-

rücksichtigt. Im Fall der Magnesium-Stahl-Verbindung zeigt sich der Spannungsin-

tensitätsfaktor als geeignet für eine Abschätzung der Lebensdauer. Diese ist über an-

gegebene Gleichungen, die auf den Versuchsergebnissen basieren, möglich. Für die 

artreine Aluminium-Verbindung lässt sich nur für Schwingspielzahlen größer 105 ein 

mathematischer Zusammenhang zur Abschätzung der Lebensdauer aufstellen. 

3.1.2.2 Konzept auf Grundlage von Formzahlen 

Jarfall [Jarf 72] berechnet für klassische Nietverbindungen mit Vollniet den sogenann-

ten Stress Severity Factor SSF (deutsch: Spannungs-Schweregrad-Faktor), der auf 

Formzahlen und auf Gleichung 3-1 beruht. Der erste Summand beschreibt die Span-

nung an der Bohrung im Fügeteilwerkstoff aufgrund der Kraft ΔP, die über den Niet 

in den Fügeteilwerkstoff eingeleitet wird. Die Geometrie der Bohrung wird mit dem 

Lochdurchmesser d und der Blechdicke t beschrieben. Der Quotient ΔP/(d∙t) be-

schreibt somit eine Nennspannung aus der mit der Formzahl KTB, die aus allgemeinen 

Formzahldiagrammen wie [Pilk 08] entnommen werden kann, ein örtliches Span-

nungsmaximum gebildet wird. Die Formzahl KTB berücksichtigt nicht den Einfluss der 

Biegung des Niets auf die örtliche Spannung, die bei einfach und zweifach überlapp-

ten Verbindungen unterschiedlich ausfällt. Mit dem Faktor Θ wird dieser Effekt be-

rücksichtigt. Der Faktor Θ ist experimentell zu ermitteln. Der zweite Summand be-

schreibt die örtliche Spannung aufgrund der Last P, die durch das Blech an der Niet-

bohrung vorbeigeleitet wird und entspricht damit der Spannungsverteilung einer 

axial belasteten, gelochten Probe. In die Berechnung gehen die Breite w und Dicke t 

der Probe sowie die Formzahl KTG ein. 

Zusätzlich werden die empirisch zu ermittelten Faktoren α und β verwendet. Der Fak-

tor α berücksichtigt Fertigungseinflüsse der Bohrung, wie beispielsweise die Oberflä-

chenbeschaffenheit oder Eigenspannung aufgrund von Kaltumformung. Der Faktor β 

 
SSF = 

α∙β

σref
(KTB∙

∆P

d∙t
∙Θ + KTG∙

P

w∙t
) 3-1 
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berücksichtigt den Einfluss durch den Grad der Ausfüllung der Bohrung auf die Fes-

tigkeit, der für ein unausgefülltes Loch einer Werkstoffprobe β = 1 ist. Durch Bezug 

auf eine Referenzspannung σref ergibt sich eine dimensionslose Größe.  

Chergui [Cher 04] möchte dieses Vorgehen für klassische Nietverbindungen auf Stanz-

nietverbindungen mit Halbhohlstanzniet anwenden. Dafür untersucht er unterschied-

liche Probenformen mit unterschiedlichem Komplexitätsgrad vom einfachen geloch-

ten Blech bis hin zur einschnittig überlappten Scherzugprobe. Aus den Versuchser-

gebnissen resultiert, dass der Stress Severity Factor SSF geeignet sein könnte, die Be-

anspruchung in der SPR-Verbindung zu beschreiben. Er stellt aber auch fest, dass die 

ihm zur Verfügung stehende Datenbasis nicht ausreicht, um α, β und Θ zu bestimmen. 

Eine Anwendung des SSF auf Stanznietverbindungen erfolgt daher bisher nicht. 

3.1.2.3 Konzepte auf Grundlage von 3D-FE-Simulationen  

Chergui [Cher 04] verwendet zur Kalibrierung des Ersatzmodells für einen Fügepunkt 

in seinem Konzept für komplexe Bauteile, siehe Abschnitt 3.1.2.6, ein dreidimensiona-

les Modell des Fügepunkts für eine FE-Simulation der Beanspruchung. Aufgrund de-

ren Komplexität und der damit einhergehenden Steigerung der Berechnungsdauer ist 

es nicht möglich, solch dreidimensionale Modelle für die Auslegung von Bauteilen mit 

vielen Fügepunkten zu verwenden. Das Modell kann quasistatische Verbindungsstei-

figkeit im Vergleich zu experimentellen gut wiedergeben. Bei zyklischer Belastung 

wird die 1. Hauptspannung ausgewertet und die Spannungsverteilung an den Füge-

teiloberflächen untersucht. Dabei zeigte sich ein Einfluss der verwendeten Blechdi-

cken und der Fügerichtung auf die Spannungsverteilung. In einigen Fällen liegen die 

ermittelten 1. Hauptspannungen oberhalb der Fließgrenze, sodass die Berücksichti-

gung elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens diskutiert wird. Eine Berechnung von 

Lebensdauern wird nicht durchgeführt. 

Kang et al. [Kang 15] führen an SPR-Verbindungen mit beidseitigem Aluminiumblech 

Schwingfestigkeitsuntersuchungen an drei Probenformen durch, die jeweils zu unter-

schiedlichen Beanspruchungen am Fügepunkt führen: Schälzug, Kopfzug und Scher-

zug. In 3D-FE-Simulationen mit quasistatischem, elastisch-plastischem Werkstoffver-

halten wird die Belastungssituation an den Proben simuliert und die Beanspruchung 

im Bereich des Fügepunkts ausgewertet. Der Vergleich mit den Versuchsergebnissen 

zeigt, dass weder die von Mises-Vergleichsspannung, noch die 1. Hauptspannung o-

der der Schädigungsparameter PSWT [Smit 70] zur Beschreibung der Beanspruchung 

geeignet sind, d.h. je nach Belastungsrichtung ergeben sich unterschiedliche Beanspru-

chungshöhen bei gleicher Versagensschwingspielzahl. Selbiges Vorgehen wird von 

Kang et al. [Kang 20] an einer Magnesium-Stahl-Verbindung und von Choi et al. 

[Choi 17] an einer artreinen Aluminium-Verbindung wiederholt. Die von Mises-Ver-

gleichsspannung und die 1. Hauptspannung zeigen sich im Fall der Magnesium-Stahl-

Verbindung als geeignet für eine Abschätzung der Lebensdauer, die über angegebene 



 

3.1 Stanznieten mit Halbhohlniet  23 
 

Gleichungen, die auf den Versuchsergebnissen basieren, möglich ist. Für die artreine 

Aluminium-Verbindung zeigen sich beide Größen abermals als nicht geeignet. 

Das Lokale Konzept nach Sander und Horstmann aus dem Projekt Stanznieten I 

[Mesc 16] gehört zur zweiten Gruppe der Auslegungskonzepte und wird in Abschnitt 

3.1.2.9 erläutert. Das Konzept beinhaltet eine 3D-FE-Simulation mit zyklischem, elas-

tisch-plastischem Werkstoffverhalten an Einpunktproben, um das Festigkeitsverhal-

ten auf Basis des Örtlichen Konzepts abhängig vom Lasteinleitungswinkel zu ermit-

teln. Aus den ermittelten Beanspruchungen wird auf Grundlage von Werkstoffkenn-

werten eine Lebensdauer abgeleitet. Aus diesen soll eine Masterwöhlerlinie erstellt 

werden, die unabhängig vom Lastwinkel und Spannungsverhältnis ist. Da die not-

wendige Beanspruchungsgröße zur Beschreibung des Versagensverhaltens nicht iden-

tifiziert werden kann, gelingt es nicht, solch eine Masterwöhlerlinie aufzustellen. 

Ein ähnliches Vorgehen wenden Huang et al. [Huan 17] an. Sie untersuchen einfach 

überlappte Proben mit Fügeteilen aus Aluminium, siehe Abbildung 3-4, unter zykli-

scher Belastung. In einer 3D-FE-Simulation mit nichtlinearem Werkstoffverhalten 

wird die Verteilung des Schädigungsparameters PSWT [Smit 70] berechnet. Der Ort des 

Beanspruchungsmaximums stimmt mit dem experimentellen Versagensort überein. 

Die Abschätzung der Lebensdauern auf Basis des Örtlichen Konzepts erfolgt mit der 

werkstoffabhängigen Schädigungsparameter-Wöhlerlinie. Im Bereich hoher Lasten 

werden die Lebensdauern dabei deutlich kürzer als die experimentellen abgeschätzt. 

Da es sich bei Lebensdauern, die mit dem Örtlichen Konzept berechnet werden, um 

Anrisslebensdauern handelt, wird auf Basis der Bruchmechanik mit Strukturspannun-

gen eine Rissfortschrittslebensdauer bis zum Bruch bestimmt, [Huan 16]. Mit dieser 

ergeben sich im Bereich hoher Lasten etwas größere Gesamtlebensdauern im Ver-

gleich zur Anrisslebensdauer. Im Bereich niedriger Lasten hat die Rissfortschrittsle-

bensdauer keinen Einfluss auf die Gesamtlebensdauer. 

3.1.2.4 Konzept von Rupp angewandt auf SPR-Verbindungen 

Das Modell zur Auslegung von Schweißpunkten nach Rupp et al. [Rupp 95] wird in 

der kommerziellen Software nCode DesignLife [DLTG 13] wie folgt angewendet: 

1. Das Bauteil in Form einer Blechkonstruktion wird mit Schalenelementen mo-

delliert. Die Verbindung durch die Schweißpunkte erfolgt durch ein Hexaeder-

Element, das mit je einer Seite mit einem Fügeblech verbunden ist.  

2. Das Werkstoffverhalten wird rein elastisch gewählt und es werden keine nicht-

linearen Kontakte verwendet. 

3. Die äußeren Lasten werden auf das Modell aufgebracht, um die auftretenden 

Kräfte und Momente an den Eckknoten des Hexaeder-Elements zu ermitteln. 

Aus diesen werden die Kräfte und Momente für ein äquivalentes Ersatz-Bal-

kenelement berechnet. 
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4. Aus den Kräften und Momenten am Ersatz-Balkenelement werden einzelne 

Strukturspannungskomponenten abgeleitet. Diese werden anschließend mit 

neun aus Versuchen ermittelten Faktoren korrigiert. nCode gibt dafür einen Pa-

rametersatz für Schweißpunkte in Stahl und einen für Aluminium an. 

5. Aus den einzelnen Strukturspannungskomponenten wird eine Vergleichs-

strukturspannung gebildet.  

6. Eine Werkstoffwöhlerlinie wird abgeschätzt, in die u.a. Zugfestigkeit, Streck-

grenze und abgeschätzte Mittelspannungsempfindlichkeiten nach [Renn 20] 

eingehen.  

7. Mit einer linearen Schadensakkumulation wird eine Lebensdauer für das Bau-

teil abgeschätzt.  

Woo [Woo 22] wendet dieses Verfahren auf SPR-Verbindungen an und ermittelt an-

hand eines Datensatzes aus der Literatur für reine Aluminium-Proben mit Scher-, 

Schäl- und Kopfzugbelastung Korrekturfaktoren. Mit den Korrekturfaktoren kann für 

unterschiedliche Beanspruchungen eine Masterwöhlerlinie für den Datensatz aus der 

Literatur erstellt werden. Für die Versuche aus der Datenbank ist damit eine Lebens-

dauerabschätzung möglich. Zusätzlich werden eigene Versuche unter Scherzug und 

Kopfzug sowie einer Mischbelastung an artreinen Aluminiumverbindungen und 

Mischverbindungen aus Aluminium und Stahl durchgeführt. Für diesen Datensatz 

müssen neue Korrekturfaktoren und Masterwöhlerlinien ermittelt werden. Aus den 

Erkenntnissen wird geschlussfolgert, dass Versuchsreihen bei reinem Kopfzug, die 

nicht bei der Erstellung der Korrekturfaktoren berücksichtigt wurden, weniger gut zur 

Masterwöhlerlinie passen, als scher- und mischbelastete Proben. Werden die Korrek-

turfaktoren und die Masterwöhlerlinie nur mit Versuchsreihen unter Kopf- und Scher-

zug ermittelt, treten sehr große Abweichungen zur Masterwöhlerlinie bei Mischbelas-

tung auf. Demnach ist es zwingend erforderlich, zur Erstellung von Korrekturfaktoren 

und Masterwöhlerlinie mischbelastete Versuche durchzuführen. 

Rao et al. [Rao 18, Rao 19] wenden ebenfalls das Konzept von Rupp et al. auf stanzge-

nietete Verbindungen mit Hohlniet an. Untersucht wird das Konzept ausschließlich 

an einschnittigen Überlappproben aus den Werkstoffkombinationen CFK-Aluminium 

und Aluminium-Aluminium. Rupps Methode eignet sich gut zur Abschätzung von 

Masterwöhlerlinien, allerdings muss zwischen einzelnen Masterwöhlerlinien je nach 

Versagensort unterschieden werden. 

3.1.2.5 Auslegung mit FEMFAT spot 

Bei FEMFAT handelt es sich um eine kommerzielle Software zur Bewertung von Bau-

teilen und Baugruppen hinsichtlich ihrer Betriebsfestigkeit. Mit dem Zusatzmodul 

spot, das ursprünglich für die Auslegung von Punktschweißverbindungen entwickelt 

wurde, ist es möglich, SPR-Verbindungen auszulegen. Das Vorgehen der Software-

version 5.4a lässt sich für eine knappe Beschreibung in acht Schritte unterteilen: 
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1. In einer FE-Software wird ein Schalen-Modell des Bauteils erstellt. 

2. Die Orte der SPR-Verbindungen werden definiert und an diesen Ersatzele-

mente, sogenannte Rondenelemente, durch eine Neuvernetzung im Bereich der 

Verbindungen eingefügt, siehe Abbildung 3-5. Der inneren und äußeren Ronde 

sowie den Balkenelementen wird abhängig von den verwendeten Werkstoffen 

ein Elastizitätsmodul zugewiesen. 

 

Abbildung 3-5: Rondenelement einer SPR-Verbindung, [Dann 06] 

3. Das mit 2D-Elementen vernetzte Modell inklusive der Ronden wird mit den 

nötigen Randbedingungen in einem FE-Solver gelöst und die Spannungen an 

jedem Knotenpunkt ausgewertet.  

4. Die Spannungen werden an FEMFAT spot übertragen und an der äußeren 

Ronde ausgewertet. Dem Anwender bleibt dabei die Wahl, ob für die weitere 

Lebensdauerberechnung eine Radialspannung oder eine vorzeichenbehaftete 

von Mises-Vergleichsspannung verwendet werden soll. Zusätzlich wird ein 

Lasteinleitungswinkel, der die Richtung der Krafteinleitung in den Fügepunkt 

beschreibt, für jeden Fügepunkt bestimmt, um zu beurteilen, wie sich die Be-

lastung aus Scher- und Kopfzug zusammensetzt. 

5. Für die Bleche wird eine Referenzwöhlerlinie für das Spannungsverhältnis 

R = 0 erstellt, die durch eine Langzeitfestigkeit bei 106 und eine Wöhlerlini-

enneigung beschrieben werden. Die Referenzwöhlerlinie kann entweder expe-

rimentell ermittelt oder basierend auf einer Materialdatenbank abhängig von 

der Werkstoffgruppe Stahl oder Aluminium, der Zugfestigkeit, der Blechdicke 

und dem Lasteinleitungswinkel abgeschätzt werden. Der Lasteinleitungswin-

kel wird zwischen 0° (Scherzug) und 90° (Kopfzug) in 15° Schritten eingeteilt, 

sodass für ein Fügeteil sieben Wöhlerlinien als Eingangsgröße dienen. Verwen-

dung findet die Wöhlerlinie, die dem berechneten Winkel aus der Simulation 

am nächsten liegt, [FEMF 19].  

6. Bei auftretenden Schwingspielen, die von einem Spannungsverhältnis von 

R = 0 abweichen, wird die Langzeitfestigkeit der Referenzwöhlerlinie basierend 

auf einem Haigh-Diagramm angepasst. Das Haigh-Diagramm wird über sieben 
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Stützpunkte beschrieben, siehe Abbildung 3-6, die entweder experimentell be-

stimmt oder auf Basis einer Datenbank abhängig vom Lastwinkel abgeschätzt 

werden. 

7. Mittels linearer Schadensakkumulation wird mit den erstellten Wöhlerlinien 

aus den Beanspruchungen am Knotenpunkt eine Lebensdauer berechnet.  

8. Die Schädigungsrechnung wird für jeden Knoten der äußeren Ronde des stem-

pel- und matrizenseitigen Blechs durchgeführt und die kürzeste Lebensdauer 

dem Fügepunkt zugeordnet. 

 

Abbildung 3-6: Haigh-Diagramm der Referenzlangzeitfestigkeit, [FEMF 21] 

Hose [Hose 21] wendet FEMFAT spot an. Als Eingangsparameter verwendet er die 

Zugfestigkeiten der Fügeteilwerkstoffe und die Geometrie der Proben der untersuch-

ten Datenbasis. Trotz der geringen Anzahl an Eingangsparametern kann eine gute 

Treffsicherheit erreicht werden. 

3.1.2.6 Konzept nach Chergui 

Ähnlich wie in FEMFAT spot schlagen Chergui et al. [Hahn 02, Cher 04] ein Konzept 

zur Auslegung von Bauteilen mit SPR-Verbindungen vor, dass in einer FE-Simulation 

mit Schalenelementen an Stelle der Fügepunkte Ersatzmodelle verwendet. Aus den 

Beanspruchungen im Ersatzmodell und Wöhlerlinien aus einer Datenbank für Werk-

stoff- und Verbindungskennwerte soll eine Lebensdauer für das Bauteil abgeschätzt 

werden. 

Das einfache Ersatzmodell verbindet die beiden Fügebleche durch mehrere starre Bal-

kenelemente. Beim Vergleich rechnerischer und experimenteller Steifigkeiten der Ver-

bindung stellt sich dieses Ersatzmodell als ungeeignet heraus.  

Ein komplexeres Ersatzmodell bildet die Oberseiten der Bleche und die Außenseite 

des Stanzniets mit Schalenmodellen nach, deren Geometrie durch Vermessung eines 

Schliffbilds erstellt wird. In diesem Modell kann der Kontakt zwischen den Blechen 

und dem Niet berücksichtigt werden, wodurch sich eine gute Übereinstimmung mit 

den experimentellen Verbindungssteifigkeiten ergibt. Für die Abschätzung der 
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Schwingfestigkeit muss eine Beanspruchungsgröße gefunden werden, die unabhän-

gig von Blechdicken, Werkstoffen, Lasteinleitungswinkel, etc., bei gleicher Versagens-

schwingspielzahl der Verbindung dieselbe Beanspruchung ergibt. Dafür werden in 

den Schalenelementen des Ersatzmodells die von Mises-Vergleichsspannung, die 1. 

Hauptspannung, die Tangentialspannung und die Radialspannung ausgewertet. Von 

diesen kann keine die Beanspruchungssituation ausreichend gut beschreiben, sodass 

je nach Versagensmechanismus die Verwendung einer anderen Beanspruchungsgröße 

empfohlen wird. Der Versagensmechanismus ist unter anderem abhängig von der 

Höhe des Kopf- und Scherzuganteils am Fügepunkt und somit vom Lasteinleitungs-

winkel. Zur Kalibrierung dieser Ersatzmodelle soll ein komplexes dreidimensionales 

Modell des Fügepunkts verwendet werden, welches bereits in Abschnitt 3.1.2.3 be-

schrieben ist.  

Die Erstellung der Datenbank für Werkstoff- und Verbindungskennwerte erfolgt auf 

Basis von Versuchsergebnissen, für die mittels FE-Simulation die oben genannten Be-

anspruchungsgrößen ermittelt werden. Je nach Verhältnis aus Kopf- und Scherzug-

kraft am Fügepunkt in der Bauteilsimulation wird eine andere Beanspruchungsgröße 

verwendet, mit der auf Basis der Datenbank eine Lebensdauer abgeschätzt wird. In 

[Hahn 02] findet dieses Konzept keine Anwendung, wodurch keine Bewertung der 

Treffsicherheit möglich ist.  

3.1.2.7 Konzept mit Battelle Strukturspannungen 

Cox et al. [Cox 16] wenden die von Hong et al. [Hong 11, Hong 15] vereinfachte Battelle 

Strukturspannung für Schweißpunkte auf SPR-Verbindungen an. In einer FE-Simula-

tion an einem Flächenmodell der Probe wird der Fügepunkt durch ein Ersatzmodell, 

bestehend aus Balken-Elementen, ersetzt. Am Ersatzmodell des Fügepunkts werden 

die Komponenten der resultierenden Kräfte und Momente bestimmt, mit denen eine 

Strukturspannung berechnet wird. In diese gehen auch Korrekturfunktionen ein, die 

dafür sorgen, dass die Versuchsergebnisse einer zugrunde liegenden Datenbasis in ein 

enges Streuband fallen. Die verwendeten Korrekturfunktionen sind nicht angegeben, 

können aber sehr komplex sein. Beispielsweise verwenden Hong et al. [Hong 14] ein 

Polynom 6. Grades oder Osage [Osag 15] einen Quotienten aus zwei Polynomen 2. 

Grades. Aus der Schwingweite der Strukturspannung und der experimentellen Le-

bensdauer der Einzelversuche aus der Datenbasis wird eine Masterwöhlerlinie abge-

leitet. Zur Bestimmung der Korrekturfunktionen wird eine Datenbasis mit 220 Einzel-

versuchen an einschnittig überlappten Scherzugproben, siehe Abbildung 3-4, und Pro-

ben mit erhöhtem Schälzuganteil verwendet. Die Einzelversuche weisen zur sich er-

gebenen Masterwöhlerlinie eine gute Treffsicherheit auf.  

Bei Anwendung des Konzepts auf weitere Datensätze der gleichen Probenformen 

zeigt sich, dass bei Mischverbindungen aus Aluminium und Stahl, bei denen das Ver-

sagen im Stahlblech auftritt, eine andere Masterwöhlerlinie zu verwenden ist. Auch 
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berücksichtigt das Konzept nicht die Fügerichtung, d.h. es ergeben sich für Mischver-

bindungen mit einem Aluminiumblech auf der Stempelseite und einem Stahlblech auf 

der Matrizenseite dieselben Festigkeiten wie bei umgekehrter Anordnung. Zusam-

menfassend kann gesagt werden, dass die Validierung des Vorgehens unzureichend 

ist. Die Anwendung des Konzepts erfolgt nur auf zwei Probenformen und nur bei 

zugwechselnder Beanspruchung R = 0,1 und R = 0,5. 

3.1.2.8 Globales Konzept nach Horstmann und Sander 

Im Forschungsprojekt Stanznieten I [Mesc 16] wird von Horstmann und Sander das 

sogenannte Globale Konzept zur Auslegung von Bauteilen mit SPR-Verbindungen 

vorgestellt, das in folgenden vier Schritten zusammengefasst werden kann: 

1. Voraussetzung ist die experimentelle Charakterisierung des Fügepunkts in 

Zeitfestigkeitsversuchen an Proben mit unterschiedlichen Lastverhältnissen 

von R = -1 und R = 0 bei Lasteinleitungswinkeln von 0°, 30°, 60° und 90°. Zur 

Beschreibung der Wöhlerlinie werden jeweils die ertragbare Lastamplitude bei 

2∙106 Schwingspielen und die Neigung ausgewertet. Aus diesen Ergebnissen 

wird die Versagensbedingung abgeleitet, die die maximal ertragbare Kombina-

tion von Scher- und Kopfzugkraft abhängig vom Lastverhältnis für ein Versa-

gen nach 2∙106 Schwingspielen beschreibt, siehe Abbildung 3-7A. Zusätzlich 

wird eine Funktion zur Beschreibung der Wöhlerlinienneigung (gestrichelte Li-

nie in Abbildung 3-7B) bestimmt.  

2. In einer FE-Simulation werden die Bleche des Bauteils mit Schalenelementen 

vernetzt und die SPR-Verbindungen durch „Connectoren“ vom Typ Bushing 

[Abaq 10] modelliert. Die „Connectoren“ haben drei translatorische und drei 

rotatorische Freiheitsgerade. Für jeden Freiheitgrad muss eine Steifigkeit vor-

gegeben werden. Aus der Lösung des Simulationsmodells mit elastischem 

Werkstoffverhalten werden die Kräfte und Momente am Connector ermittelt 

und diese in eine Scherkraft und eine Normalkraft umgerechnet. 

 
Abbildung 3-7: (A) Versagensbedingung, (B) Wöhlerlinienneigung in Abhängigkeit 

des Belastungswinkels, [Mesc 16] 

A B
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3. Aus der Scher- und Normalkraft am Connector wird der Belastungswinkel des 

Fügepunkts bestimmt. Anschließend werden die ertragbaren Amplituden bei 

R = -1 und R = 0 aus der Versagensbedingung und die Wöhlerlinienneigung für 

den jeweiligen Belastungswinkel bestimmt, siehe Abbildung 3-7. Über die dar-

aus resultierende Mittelspannungsempfindlichkeit findet eine Amplituden-

transformation jedes auftretenden Schwingspiels zu R = -1 statt.  

4. Mit der Wöhlerlinie bei R = -1 wird mittels linearer Schadensakkumulation eine 

Lebensdauer abgeschätzt.  

Das Konzept wird einerseits auf Versuche bei R = -1 angewendet, die zur Erstellung 

der Versagensbedingung verwendet wurden. Da in diesen Fällen keine Mittelspan-

nungsumbewertung stattfindet, ist die Treffsicherheit der Abschätzung erwartungs-

gemäß sehr gut. Beim Anwenden des Konzepts auf dieselben Probengeometrien bei 

variabler Belastung zeigt sich für Proben unter reiner Kopfzugbelastung eine gute Le-

bensdauerabschätzung, während die Treffsicherheit bei reiner Scherzugbelastung 

schlechter ist. Die Anwendung des Konzepts auf H-Proben mit zehn Fügepunkten 

nach [DVS 3480] zeigt bei scherzugbelasteten Probenformen eine gute Abschätzung 

der Lebensdauer, während bei schälzugbelasteten Fügepunkten große Abweichungen 

auftreten. Dies wird damit begründet, dass in der Versagensbedingung zwar Kopf- 

und Scherzug berücksichtigt werden, allerdings nicht das durch den Schälzug auftre-

tende Biegemoment auf den Fügepunkt. Im Projekt Stanznieten II [Otro 20] wird daher 

die Versagensbedingung um eine Biegemomentkomponente erweitert, wodurch aus 

der Viertelellipse ein Achtelellipsoid wird, um zusätzlich Schälzugbelastungen bewer-

ten zu können. 

3.1.2.9 Lokales Konzept nach Horstmann und Sander 

Neben dem Globalen Konzept, Abschnitt 3.1.2.8, wird im Projekt Stanznieten I 

[Mesc 16] das Lokale Konzept vorgestellt. Beim Lokalen Konzept wird die experimen-

telle Ermittlung des Festigkeitsverhaltens eines Fügepunkts durch eine FE-Simulation 

ersetzt. Das Vorgehen lässt sich in folgenden drei Schritten zusammenfassen:  

1. Wie in Abschnitt 3.1.2.3 beschrieben, soll auf Basis des Örtlichen Konzepts mit 

einem dreidimensionalen Modell des Fügepunkts eine Masterwöhlerlinie abge-

leitet werden, die unabhängig vom Lasteinleitungswinkel ist. 

2. Für die in Schritt 1 verwendeten Probenformen werden mit dem im Globalen 

Konzept vereinfachten Modell aus Schalenelementen die Beanspruchungen am 

Connector bestimmt. Anschließend wird ein Zusammenhang zwischen den Be-

anspruchungen aus dem vereinfachten Modell und dem dreidimensionalen 

Modell aufgestellt. 

3. Für die Auslegung von Bauteilgeometrien mit mehreren Fügepunkten wird mit 

dem vereinfachten Modell die Beanspruchung an den Connectoren ermittelt. 
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Über den in Schritt 2 erstellten Zusammenhang kann von diesen auf die Bean-

spruchungen im dreidimensionalen Modell geschlossen und die Lebensdauer 

der Masterwöhlerlinie entnommen werden.  

Im Projekt Stanznieten I findet das Lokale Konzept keine Anwendung und beschreibt 

daher nur eine Idee zur Auslegung von SPR-Verbindungen. Die im ersten Schritt not-

wendige Beanspruchungsgröße zur Beschreibung des Versagensverhaltens in der 3D-

FE-Simulation konnte nicht identifiziert werden. Dadurch ist es nicht möglich, eine 

Masterwöhlerlinie aufzustellen. 

3.2 Grundlagen der Betriebsfestigkeit 

Die Betriebsfestigkeit beschäftigt sich mit der Auslegung von Bauteilen, Strukturen, 

Systemen und Anlagen bezüglich der im Betrieb auftretenden Beanspruchungen. Für 

die Auslegung – dem sogenannten Festigkeitsnachweis – wird die Beanspruchung im 

Bauteil der Beanspruchbarkeit – der sogenannten Festigkeit – gegenübergestellt. Die 

Beanspruchbarkeit bei zyklischer Belastung kann durch die Wöhlerlinie, nach August 

Wöhler (1819 - 1914), beschrieben werden. Diese stellt den Zusammenhang zwischen 

ertragbarer Amplitude bei einstufiger Beanspruchung und der Lebensdauer in Form 

von Schwingspielen dar, siehe Abbildung 3-8.  

 
Abbildung 3-8: Schematische Darstellung der Wöhlerlinie 

Der Verlauf der Wöhlerlinie kann in drei Bereiche eingeteilt werden: 

1. Kurzeitfestigkeitsbereich: Lebensdauer bis N ≈ 104 Schwingspiele. In diesem Be-

reich treten große plastische Verformung im Bauteil auf. 
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2. Zeitfestigkeitsbereich: Lebensdauern zwischen N ≈ 104 und der Knickschwing-

spielzahl Nk, die abhängig vom Werkstoff zwischen 5∙105 und 107 liegen kann. 

Der Verlauf der Wöhlerlinie lässt sich in diesem Bereich durch den Ansatz nach 

Basquin [Basq 10] beschreiben: 

 
N = C ∙ (

La

Einheit(La)
)

-k

 3-2 

N  Schwingspielzahl 

C  Lage (Schwingspielzahl für La = 1) 

La  Lastamplitude mit Einheit N, Nm, MPa, … 

k  Neigung  

Der Koeffizient C und der Exponent k können mittels linearer Regression nach 

[DIN 50100] ermittelt werden. 

3. Langzeitfestigkeitsbereich oder Dauerfestigkeitsbereich: Oberhalb der Knick-

schwingspielzahl knickt die Wöhlerlinie abhängig von der Werkstoffgruppe in 

einen Verlauf mit flacherer Neigung oder in einen horizontalen Verlauf ab. In 

Abbildung 3-8 ist letzterer Fall dargestellt. Lastamplituden unterhalb der Lang-

zeitfestigkeit LaL (auch Dauerfestigkeit genannt) können beliebig oft ertragen 

werden. 

Die Wöhlerlinie wird in der Regel für eine Ausfallwahrscheinlichkeit PA = 50 % ange-

geben. Die Wahl kleinerer Ausfallwahrscheinlichkeiten verschiebt die Wöhlerlinie zu 

niedrigeren Festigkeiten bzw. kürzeren Lebensdauern. Die Wöhlerlinie gilt in der Re-

gel für ein konstantes Spannungsverhältnis R, das sich aus dem Verhältnis der Unter-

last zur Oberlast der Schwingung ergibt.  

Den Einfluss überlagerter Mittellasten Lm auf die ertragbare Lastamplitude La be-

schreibt das Haigh-Diagramm, siehe Abbildung 3-9. Dargestellt ist der Verlauf der er-

tragbaren Amplitude nach dem Ansatz der FKM-Richtlinie [Renn 20] für Normalspan-

nungen. Dieser beschreibt den Zusammenhang zwischen ertragbarer Lastamplitude 

und Mittellast durch einen multilinearen Verlauf mit unterschiedlichen Steigungen M‘ 

für unterschiedliche Bereiche des Spannungsverhältnisses R. Der Verlauf kann für die 

Langzeitfestigkeit oder Versagensschwingspielzahlen im Zeitfestigkeitsbereich ermit-

telt werden.  

Zur Beschreibung der Steigungen M‘ wird die Mittelspannungsempfindlichkeit M 

nach Schütz [Schü 67] verwendet, die die Steigung zwischen den ertragbaren 

Lastamplituden bei wechselnder (R = -1) und schwellender (R = 0) Beanspruchung be-

schreibt. Für den Fall der Langzeitfestigkeit LZF berechnet sich die Mittelspannungs-

empfindlichkeit MLZF mit den Langzeitfestigkeiten LaL nach Gleichung 3-3. 

 
MLZF = 

LaL,R=-1 - LaL,R=0

LaL,R=0
 3-3 
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Abbildung 3-9: Haigh-Diagramm für Normalspannungen nach FKM-Richtlinie 

[Renn 20] 

Falls keine experimentellen Ergebnisse vorliegen, kann die Mittelspannungsempfind-

lichkeit mit Hilfe der FKM-Richtlinie [Renn 20] aus der Zugfestigkeit Rm abhängig von 

der Werkstoffgruppe abgeschätzt werden. Die Parameter für die in dieser Arbeit be-

trachteten Werkstoffgruppen Stahl und Aluminiumknetlegierungen sind in Tabelle 

3-3 zusammengefasst. 

 M = aM ∙ 10-3 ∙ Rm/MPa + bM 3-4 

Tabelle 3-3: Parameter zur Abschätzung der Mittelspannungsempfindlichkeit, 

[Renn 20] 

Werkstoffgruppe Stahl Aluminiumknet. 

aM 0,35 1,0 

bM -0,1 -0,04 

In dieser Arbeit wird ein Konzept zur Auslegung von SPR-Fügepunkten auf Basis des 

Örtlichen Konzepts entwickelt. Das Örtliche Konzept basiert auf zyklischen Werk-

stoffkennwerten, die in dehnungsgeregelten Versuchen ermittelt werden. Diese wer-

den zur Beschreibung der Dehnungswöhlerlinie und der zyklischen Spannungs-Deh-

nungs-Kurve verwendet. Die Dehnungswöhlerlinie beschreibt den Zusammenhang 

zwischen der Gesamtdehnungsamplitude εa und der ertragbaren Schwingspielzahl NA 

bis zum Anriss einer ungekerbten Werkstoffprobe bei einem Dehnungsverhältnis von 

Rε = εu εo⁄ = -1. Üblicherweise wird die Dehnungswöhlerlinie durch den Ansatz von 

Coffin [Coff 54] und Manson [Mans 65] beschrieben, siehe Gleichung 3-5. 

 
εa = εa,el+εa,pl = 

σf
′

E
 ∙ (2NA)

b + εf
′ ∙ (2NA)

c 3-5 

Lastamplitude La

Mittellast Lm

R = -1 R = 0

R = 1

0

R =   

R = 0,5M‘ = M

M‘ = 0M‘ = M/3

M‘ = 0

La,R=-1

La,R=0

M‘ = M
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 εa  gesamte Dehnungsamplitude 

εa,el   elastischer Anteil der Dehnungsamplitude 

εa,pl   plastischer Anteil der Dehnungsamplitude 

σf
′   zyklischer Schwingfestigkeitskoeffizient 

εf
′   zyklischer Duktilitätskoeffizient 

b  zyklischer Schwingfestigkeitsexponent 

c  zyklischer Duktilitätsexponent 

E  Elastizitätsmodul 

Bei doppeltlogarithmischer Auftragung der Dehnungswöhlerlinie ergeben sich für 

den elastischen und plastischen Dehnungsanteil lineare Zusammenhänge, deren Nei-

gungen durch die Kennwerte b und c beschrieben werden, siehe Abbildung 3-10. σf
′/E 

und εf
′ stellen die Stützstellen der Geraden bei NA = 0,5 dar. Die Wöhlerlinie für die 

Gesamtdehnung ergibt sich durch Addition der Wöhlerlinien des elastischen und 

plastischen Dehnungsanteils. 

 
Abbildung 3-10: Darstellung der Dehnungswöhlerlinie nach dem Ansatz von Coffin 

und Manson 

Die zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve beschreibt den Zusammenhang zwischen 

der Gesamtdehnungs- und Spannungsamplitude und damit das Verformungsverhal-

ten des Werkstoffs, siehe Abbildung 3-11. Üblicherweise wird die zyklische Span-

nungs-Dehnungs-Kurve mit dem Ansatz nach Ramberg und Osgood [Ramb 43] be-

schrieben, siehe Gleichung 3-6.  

 
εa = εa,el + εa,pl = 

σa

E
 + (

σa

K′
)

1
n′⁄

 3-6 

σa   Spannungsamplitude 

K′   zyklischer Festigkeitskoeffizient 

n′   zyklischer Verfestigungsexponent 

 

D
eh

n
u

n
g

sa
m

p
li

tu
d

e 
ε a

(l
o

g
)

Anrissschwingspielzahl NA (log)0,5

Gesamtdehnung εa,ges

elastischer Anteil εa,el

plastischer Anteil εa,pl

Versuchsergebnisse

σf
 

E

εf
 

c

b



 

34  3 Stand der Technik  
 

 
Abbildung 3-11: Darstellung der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve nach dem 

Ansatz von Ramberg und Osgood 

Die zyklischen Werkstoffkennwerte können einerseits aus der Zugfestigkeit abge-

schätzt werden, anderseits können diese experimentell ermittelt werden. Zur Abschät-

zung der zyklischen Werkstoffkennwerte stehen zahlreiche Methoden zur Verfügung: 

[Mans 65, Iida 77, Soci 77, Mura 88, Bäum 90, Ong 93, Song 96, Mase 00, Roes 00, 

Hats 04, Megg 04, Esde 05, Hats 07, Wäch 16]. In dieser Arbeit wird die Methode nach 

Wächter [Wäch 16] verwendet. Die experimentelle Ermittlung der zyklischen Werk-

stoffkennwerte erfolgt in dieser Arbeit in Anlehnung an [SEP 1240] und wird daher im 

Folgenden in Grundzügen erläutert. 

Das Stahl-Eisen-Prüfblatt 1240 [SEP 1240] standardisiert unter anderem die experi-

mentelle Bestimmung der Dehnungswöhlerlinie und der zyklischen Spannungs-Deh-

nungs-Kurve von Stahl-Feinblechen. Im dehnungsgeregelten Einstufenversuch an un-

gekerbten, polierten Werkstoffproben wird die Anrissschwingspielzahl NA aus dem 

Verlauf der Oberspannung über der Schwingspielzahl ermittelt. Für die Berechnung 

der zyklischen Werkstoffkennwerte wird die Hysterese im stabilisierten Bereich bei 

NA/2 ausgewertet, wodurch die Kennwerte nur den stabilisierten Werkstoffbereich be-

schreiben. Die Gesamtdehnungsamplitude εa der stabilisierte Hysterese wird mit Glei-

chung 3-7 und 3-8 in eine elastische und plastische Dehnungsamplitude εa,el und εa,pl 

zerlegt. 

 εa,el = 
σa

E
 3-7 

 εa,pl = εa - εa,el 3-8 

Die Berechnung der zyklischen Werkstoffkennwerte der Dehnungswöhlerlinie erfolgt 

durch zwei lineare Regressionen für den elastischen bzw. plastischen Dehnungsanteil 
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über der Anrissschwingspielzahl, siehe Geraden in Abbildung 3-10. Die linearen Re-

gressionen erfolgen mit den Ansätzen zur Beschreibung des elastischen und plasti-

schen Dehnungsanteils über der Schwingspielzahl (Gleichung 3-5) in logarithmierter 

Form. 

 log(2 NA) = 
1

b
 ∙ log(εa,el) - 

1

b
 ∙ log (

σf
′

E
)  3-9 

 log(2 NA) = 
1

c
 ∙ log(εa,pl) - 

1

c
 ∙ log(εf

′)  3-10 

Die zyklischen Kennwerte K‘ und n‘ zur Beschreibung der zyklischen Spannungs-

Dehnungs-Kurve ergeben sich mithilfe der Kompatibilitätsbedingungen [Seeg 96]. 

Durch diese ergeben sich sowohl in der Coffin-Manson-Gleichung als auch in der 

Ramberg-Osgood-Gleichung bei gleicher Gesamtdehnungsamplitude das gleiche Ver-

hältnis aus elastischem und plastischem Dehnungsanteil.  

 K′ = 
σf
′

εf
′
b
c

   3-11 

 
n′ = 

b

c
  3-12 

Nicht Teil des Stahl-Eisen-Prüfblatts 1240 [SEP 1240] ist die Auswertung der zykli-

schen Werkstoffkennwerte K‘ und n‘ unabhängig von denen der Dehnungswöhlerli-

nie. Auch der Ramberg-Osgood-Ansatz beschreibt den plastischen Dehnungsanteil 

durch ein Potenzgesetz, wodurch sich für diesen bei doppeltlogarithmischer Auftra-

gung ein linearer Zusammenhang ergibt, siehe Gleichung 3-13. Analog werden wie 

für die Dehnungswöhlerlinie die zyklischen Kennwerte mithilfe einer linearen Regres-

sion für plastische Dehnungsanteile > 0,01 % bestimmt.  

 log(σa) = n′ ∙ log(εa,pl) + log(K′) 3-13 

Eine rechnerische Abschätzung des zyklischen Festigkeitskoeffizienten K‘ und des 

zyklischen Verfestigungsexponenten n‘ kann, wie in der FKM-Richtlinie Nichtlinear 

[Fied 19] beschrieben, mit der Methode nach Wächter [Wäch 16] erfolgen. Diese benö-

tigt als Eingangsgrößen lediglich die Zugfestigkeit und die Werkstoffgruppe. Der zyk-

lische Festigkeitskoeffizient wird mit Gleichung 3-11 und den dazugehörigen Parame-

tern in Tabelle 3-4 bestimmt. Aus dieser kann auch der zyklische Verfestigungsexpo-

nent entnommen werden. 

 
K′ = 

aσ∙(
Rm
MPa

)
bσ

(min(εgrenz;aε∙(
Rm
MPa

)
bε
))

n′
   

3-14 
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Tabelle 3-4: Parameter zur Abschätzung der Kennwerte K‘ und n‘, [Wäch 16] 

Werkstoffgruppe Stahl Aluminiumknet. 

n‘ 0,187 0,128 

aσ in MPa 3,1148 9,12 

aε  1033 895,9 

bσ  0,897 0,742 

bε  -1,235 -1,183 
εgrenz  0,338   

E in GPa 206 70 

3.3 Lebensdauerberechnung mit der FKM-Richtlinie Nichtlinear 

Zur rechnerischen Abschätzung der Lebensdauer unter konstanter oder variabler 

Amplitude stehen im Allgemeinen verschiedene Konzepte zur Verfügung, wie zum 

Beispiel das Nennspannungs-, Strukturspannungs-, Kerbspannungs-, Kerbdehnungs- 

oder Rissfortschrittskonzept [Rada 07]. Dabei berücksichtigt das Kerbdehnungskon-

zept elastisch-plastisches Werkstoffverhalten [Dowl 13], welches auch bei der Lebens-

dauerabschätzung der SPR-Verbindungen in dieser Arbeit Verwendung finden soll. 

Das Kerbdehnungskonzept wird auch als Örtliches Konzept bezeichnet [Seeg 96], da 

ein Vergleich des örtlichen Spannungs-Dehnungs-Zustandes des gekerbten Bauteils 

mit dem der ungekerbten Werkstoffprobe zur Abschätzung der Lebensdauer durch-

geführt wird. Ein Werk, dass die Anwendung des Örtlichen Konzepts standardisiert, 

ist die FKM-Richtlinie „Rechnerischer Festigkeitsnachweis unter expliziter Erfassung 

nichtlinearen Werkstoffverformungsverhaltens – Für Bauteile aus Stahl, Stahlguss und 

Aluminiumknetlegierungen“ [Fied 19], die im Folgendem als FKM-Richtlinie Nichtli-

near abgekürzt wird.  

Das in dieser Arbeit verwendete Vorgehen zur Abschätzung der Lebensdauer von 

SPR-Verbindungen, siehe Kapitel 5, orientiert sich an der Richtlinie Nichtlinear. Diese 

gliedert sich in einen Festigkeitsnachweis unter statischer Belastung und einen Ermü-

dungsfestigkeitsnachweis unter zyklischer einachsiger oder mehrachsig proportiona-

ler Belastung. Für die Untersuchungen in dieser Arbeit ist dabei nur letzterer relevant. 

Mit diesem ist es möglich, die Lebensdauer bis zum technischen Anriss im Bereich von 

NA ≥ 10 Lastwechseln für Aluminiumknetlegierungen bis zu einer Zugfestigkeit von 

Rm = 650 MPa und für Stahl und Stahlguss bis Rm = 1200 MPa abzuschätzen. 

Das Vorgehen der FKM-Richtlinie Nichtlinear wird im Folgenden beschrieben. Dabei 

werden Abschnitte, die in Kapitel 5 Verwendung finden, ausführlich und die restli-

chen Abschnitte zum Verständnis nur in Kurzform oder gar nicht beschrieben. Die 

FKM-Richtlinie Nichtlinear berücksichtig die Streuungen der Beanspruchung und Be-

anspruchbarkeit in einem Sicherheitskonzept. In dieser Arbeit werden nur Versuchs-

ergebnisse nachgerechnet, für die die Beanspruchung in Form der aufgebrachten Last 

genau bekannt und eine statistische Absicherung dieser daher nicht notwendig ist. 

Diese wird daher nicht beschrieben. Eine Absicherung der Beanspruchbarkeit, umso 
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Ausfallwahrscheinlichkeiten PA < 50 % zu erhalten, erfolgt nur in Abschnitt 7.2. Im 

Rest der Arbeit sollen Versuchsergebnisse mit einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 

PA = 50 % nachgerechnet werden. 

3.3.1 Beschreibung der Beanspruchung 

Für die Durchführungen eines Ermüdungsfestigkeitsnachweises ist die Kenntnis der 

örtlichen Beanspruchungen notwendig, die aus den äußeren Belastungen resultieren. 

Bei den äußeren Lasten kann es sich um eine einzige Kraft mit konstanter Amplitude, 

eine Lastfolge oder auch um eine mehrachsiale Belastung handeln. Bei mehrachsialer 

Belastung ist Voraussetzung, dass sich ein proportionaler Beanspruchungszustand 

ergibt. Die Beanspruchung wird durch eine modifizierte, vorzeichenbehaftete von Mi-

ses-Vergleichsspannung σV,M beschrieben, die für komplexe Bauteile mit Hilfe einer 

FE-Simulation mit elastizitätstheoretischem Werkstoffverhalten bestimmt wird. Die 

Vergleichsspannung berechnet sich nach Gleichung 3-15 mit den Normalspannungs-

komponenten σxx, σyy und σzz sowie den Schubspannungskomponenten τxy, τyz und τxz 

des Beanspruchungstensors. 

 
σV,M = 

sign(σH)

√2
√(σxx-σyy)

2
 + (σxx-σzz)

2 + (σzz-σyy)
2
 + 6(τxy

2 +τyz
2 +τxz

2 )   3-15 

Die hydrostatische Spannung ist nach Gleichung 3-16 zu berechnen, deren Vorzeichen 

durch die Signumfunktion sign das Vorzeichen der Vergleichsspannung σV,M vorgibt. 

 σH = 
1

3
 ∙ (σxx + σyy + σzz)   3-16 

Im örtlichen Konzept wird anstatt des elastizitätstheoretischen Spannungsverlaufs der 

elastisch-plastische Spannungs-Dehnungs-Verlauf zur Abschätzung von Lebensdau-

ern berücksichtigt. Dieser wird mit dem Hysteresis-Zählverfahren Rainflow-HCM 

[Berg 83, Clor 86] aus dem elastizitätstheoretischen Spannungsverlauf bestimmt. Der 

Rainflow-HCM berücksichtigt zum einen die sogenannte Fließkurve, die den Zusam-

menhang zwischen der äußeren Last (beschrieben z.B. durch die elastizitätstheoreti-

sche Spannung) und der örtlichen elastisch-plastischen Dehnung beschreibt. Diese 

wird in der FKM-Richtlinie Nichtlinear mit Kerbnäherungsverfahren nach Neuber 

[Neub 61], erweitert durch Seeger und Heuler [Seeg 80] oder durch ein Verfahren nach 

Seeger und Beste [Seeg 77, Seeg 78, Amst 78] abgeschätzt. Durch die Verwendung der 

Fließkurve können aus der äußeren Last elastisch-plastische Beanspruchungen abge-

leitet werden. Zum anderen berücksichtigt der Rainflow-HCM das Masing- [Masi 26] 

und Memory-Verhalten [Berg 83, Clor 86], wodurch sich als Ergebnis aus der Zeitreihe 

der äußeren Last der örtliche, elastisch-plastische Spannungs-Dehnungs-Pfad ergibt.  

Zyklische Werkstoffkennwerte werden für wechselnde Dehnung (R = -1) experimen-

tell ermittelt werden. Um den Einfluss einer Mittelspannung berücksichtigen zu kön-

nen, werden Schädigungsparameter P verwendet und damit die Dehnungswöhlerli-
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nie des Werkstoffs in eine P-Wöhlerlinie umgewandelt. Für jede geschlossene Hyste-

rese des Spannungs-Dehnungs-Pfads wird aus ihrer Spannungsamplitude, der Mit-

telspannung und Dehnungsamplitude ebenfalls der Schädigungsparameter P berech-

net. Der Schädigungsbeitrag einer geschlossenen Hysterese ergibt sich aus dem Kehr-

wert der Schwingspielzahl, die für den Schädigungsparameter der Hysterese aus der 

P-Wöhlerlinie entnommen wird. Mit Hilfe einer linearen Schadensakkumulation kann 

die Lebensdauer abgeschätzt werden. Die FKM-Richtlinie Nichtlinear bietet dem An-

wender dabei die Wahl zwischen den zwei Schädigungsparametern PRAM und PRAJ an. 

Bei dem Parameter PRAM handelt es sich um eine Modifikation des Schädigungspara-

meters PSWT nach Smith, Watson und Topper [Smit 70], der eine Mittelspannungsemp-

findlichkeit abhängig vom Werkstoff in Anlehnung an die Ansätze von Bergmann be-

rücksichtigt [Berg 79, Berg 83]. Der Parameter PRAM berechnet sich wie folgt: 

 
PRAM = {

√(σa+kM∙σm)∙εa∙E für (σa+kM∙σm) ≥ 0

0 für (σa+kM∙σm) < 0
 3-17 

Die benötigten Größen Spannungsamplitude σa, Mittelspannung σm und Dehnungs-

amplitude εa sind in Abbildung 3-12 an einer geschlossenen Hysterese gezeigt. Der 

Faktor kM berücksichtigt die werkstoffabhängige Mittelspannungsempfindlichkeit M 

[Fied 15]. Diese kann entweder experimentell ermittelt oder aus der Zugfestigkeit ab-

geschätzt werden, siehe Gleichung 3-4 [Renn 20]. 

 
kM = {

M∙(M+2) für σm ≥ 0
M

3
∙ (

M

3
+2) für σm < 0

 3-18 

Als zweiter Schädigungsparameter steht PRAJ zur Verfügung, der auf dem Schädi-

gungsparameter PJ aufbaut [Vorm 91, Vorm 15]. Dieser Parameter beruht auf Erkennt-

nissen aus der Bruchmechanik kurzer Risse und berücksichtigt Rissöffnungs- und 

Rissschließeffekte. Auf diesen Schädigungsparameter wird nicht näher eingegangen, 

da er in dieser Arbeit keine Verwendung findet.  
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Abbildung 3-12: Geschlossene Hysterese mit Parametern des PRAM 

3.3.2 Beschreibung der Beanspruchbarkeit 

Die Beanspruchung in Form eines Schädigungsparameterkollektivs, das die Schädi-

gungen aller geschlossenen Hysteresen enthält, wird zur Abschätzung der Lebens-

dauer der Beanspruchbarkeit in Form einer Schädigungsparameterwöhlerlinie (P-

Wöhlerlinie) gegenübergestellt. Die P-Wöhlerlinie beschreibt den Zusammenhang 

zwischen der Belastung des Bauteils durch den Schädigungsparameter und der zu er-

wartenden Anrissschwingspielzahl. In der FKM-Richtlinie Nichtlinear wird zwischen 

der P-Wöhlerlinie für den Werkstoff und für das Bauteil, die weitere Einflussgrößen 

berücksichtigt, unterschieden. Die P-Wöhlerlinie wird durch einen trilinearen Ansatz 

beschrieben, siehe Abbildung 3-13. Die Anrissschwingspielzahl des Werkstoffs NWS 

bestimmt sich dann mit Gleichung 3-19 mit den Neigungen d1 und d2 sowie der Stütz-

stelle bei 1.000 Schwingspielen PRAM,Z,WS und dem Dauerfestigkeitswert PRAM,D,WS. Diese 

Parameter können entweder nach Wächter abgeschätzt [Wäch 16] oder experimentell 

ermittelt werden.  

 

NWS = 

{
 
 

 
 103∙ (

PRAM

PRAM,Z,WS
)

1 d1⁄

für PRAM≥PRAM,Z,WS>PRAM,D,WS

103∙ (
PRAM

PRAM,Z,WS
)

1 d2⁄

für PRAM,Z,WS>PRAM>PRAM,D,WS

 für PRAM,D,WS≥PRAM>PRAM,D,WS

  3-19 

Dehnung ε

Spannung σ

2εa,el 2εa,pl

2εa
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Abbildung 3-13: PRAM-Wöhlerlinie für Werkstoff und Bauteil 

Die experimentelle Ermittlung der Parameter erfolgt in dehnungsgeregelten Versu-

chen. Zu jedem der Einstufenversuche wird die vorgegebene Dehnungsamplitude εa 

sowie die sich ergebene Spannungsamplitude σa und die Anrissschwingspielzahl NA 

ausgewertet. Anschließend wird zu jedem Einzelversuch der Schädigungsparameter 

PRAM berechnet. Da sich in den Versuchen an ungekerbten Werkstoffproben σm ≈ 0 

ergibt, vereinfacht sich Gleichung 3-18 zu: 

 PRAM = √σa∙εa∙E  3-20 

Die Ermittlung der Parameter d1, d2 und PRAM,Stütz erfolgt mit der Maximum-Like-

lihood-Methode, durch die die gesuchten Parameter so variiert werden, dass die zu-

gehörige Eintretenswahrscheinlichkeit maximiert wird. So ergibt sich die P-Wöhlerli-

nie für eine Ausfallwahrscheinlichkeit von PA = 50%. Der Algorithmus zur Verwen-

dung der Maximum-Likelihood-Methode wird in der FKM-Richtlinie Nichtlinear nä-

her beschrieben und lässt sich in der Regel nicht analytisch lösen. Die Stützstelle der 

Werkstoff-Wöhlerlinie ergibt sich nach Gleichung 3-21 mit dem Faktor f2,5%, der die 

Werkstoff-Wöhlerlinie für eine Ausfallwahrscheinlichkeit von PA = 2,5 % absenkt. Der 

Faktor f2,5% wird mit einer Datenbank werkstoffgruppenspezifisch für Stahl mit 0,86 

und Aluminiumknetlegierungen mit 0,88 bestimmt, [Wäch 16, Fied 19]. Die Dauerfes-

tigkeit PRAM,D,WS kann entweder in spannungsgeregelten Versuchen ermittelt oder ab-

geschätzt werden. 

 PRAM,Z,WS = PRAM,Stütz ∙ f2,5%  3-21 

Die rechnerische Abschätzung der Werkstoff-Wöhlerlinie erfolgt nach [Wäch 16] mit 

Gleichung 3-22 und 3-23 in Abhängigkeit der Zugfestigkeit. Die benötigten Parameter 
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sind in Tabelle 3-5 zusammengefasst. Der Faktor f2,5% ist bei der rechnerischen Abschät-

zung aufgrund höherer Streuung des Verfahrens größer als bei der experimentellen 

Abschätzung. 

 PRAM,Z,WS = f2,5% ∙ aP,Z ∙ (
Rm

MPa
)

bP,Z
  3-22 

 

PRAM,D,WS = f2,5% ∙ aP,D ∙ (
Rm

MPa
)

bP,D
   3-23 

Tabelle 3-5: Parameter zur Abschätzung der Werkstoffwöhlerlinie, [Wäch 16] 

Werkstoffgruppe Stahl Aluminiumknet. 

aP,Z in MPa 20,00 16,71 
bP,Z  0,587 0,537 

aP,D in MPa 0,82 0,30 
bP,D  0,92 1,00 
d1  -0,302 -0,238 
d2  -0,197 -0,167 
f2,5%  0,71 0,61 

Um die Lebensdauer von Bauteilen abschätzen zu können, muss die Wöhlerlinie des 

Werkstoffs angepasst werden, um folgende Einflüsse berücksichtigen zu können: 

• Größeneinflüsse zwischen Werkstoff und Bauteil, beschrieben durch die Stütz-

zahl n 

• Einfluss der Oberflächenrauheit über den Rauheitsfaktor KR,P 

• Absicherung für niedrigere Ausfallwahrscheinlichkeiten mit dem Teilsicher-

heitsfaktor γM 

Diese Faktoren werden im Bauteilfaktor fRAM zusammengefasst, um den die Stützstelle 

PRAM,Z,WS verschoben wird und sich so die neue Stützstelle PRAM,Z für die P-Wöhlerlinie 

des Bauteils ergibt. 

 fRAM = 
γ

M

n∙KR,P
  3-24 

 
PRAM,Z = 

1

fRAM
∙PRAM,Z,WS  3-25 

Der Dauerfestigkeitsnachweis wird durchgeführt, indem überprüft wird, ob der ma-

ximal auftretende Schädigungsparameter PRAM,max unterhalb der Bauteildauerfestigkeit 

liegt, siehe Gleichung 3-26. Da für die in dieser Arbeit betrachtete Datenbasis keine 

Dauerfestigkeiten an Fügepunkten vorliegen, wird kein Dauerfestigkeitsnachweis 

durchgeführt. Die P-Wöhlerlinie für das Bauteil wird für die Schadensakkumulation 

mit Miner elementar in den Langzeitfestigkeitsbereich verlängert, siehe Abbildung 

3-13. Analytisch wird die P-Wöhlerlinie für das Bauteil mit Gleichung 3-27 beschrie-

ben. Die Neigungen d1 und d2 entsprechen den Neigungen der P-Wöhlerlinie für den 

Werkstoff. 
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 PRAM,max ≤ 
1

fRAM
 ∙ PRAM,D,WS  3-26 
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Die werkstoffmechanische Stützzahl n [Häne 10], zurückgehend auf Liu [Liu 91, 

Liu 95, Liu 01], berücksichtigt nichtlokale Einflüsse in der Bauteil-Wöhlerlinie. Diese 

setzt sich aus der verformungsmechanischen Stützzahl nvm, der statistischen Stützzahl 

nst und der bruchmechanischen Stützzahl nbm zusammen. Die werkstoffmechanische 

Stützzahl n wird mit Gleichung 3-28 berechnet. 

 n = nvm∙ nst ∙ nbm  3-28 

Die verformungsmechanische Stützzahl nvm basiert auf der Makrostützwirkung nach 

Neuber, [Neub 68]. Diese berücksichtigt die Abminderung örtlicher elastizitätstheore-

tischer Spannungen aufgrund plastischer Verformung, wodurch sich eine Steigerung 

der Festigkeit ergibt. Dieser Effekt ist im Örtlichen Konzept durch die Verwendung 

eines elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens berücksichtigt, wodurch nvm = 1 gilt. 

Die statistische Stützzahl nst geht auf das Fehlstellenmodell nach Weibull zurück 

[Weib 39, Weib 49, Weib 59]. Mit dieser wird der statistische Größeneinfluss berück-

sichtigt, der besagt, dass die Ausfallwahrscheinlichkeit eines Bauteils bei gleicher ört-

licher Beanspruchung höher ist, wenn der Bereich, in dem die Beanspruchung des 

Bauteils hoch ist, größer ist. Dies wird so erklärt, dass die Wahrscheinlichkeit von Fehl-

stellen, die als Rissausgangspunkt zum Versagen des Bauteils führen, mit zunehmen-

der hochbeanspruchter Oberfläche Aσ steigt. Die Größe der hochbeanspruchten Ober-

fläche Aσ kann nach [Fied 19] entweder für einfache Geometrien abgeschätzt werden 

[Renn 20] oder auf unterschiedliche Arten berechnet werden, die im Einzelnen in fol-

genden Arbeiten beschrieben sind: [Kugu 61, Sons 93, Grim 01, Kien 03, Diem 04, 

Müll 18]. In dieser Arbeit wird die Methode SPIEL [Diem 04, Müll 18] verwendet, mit 

der für jeden Knoten an der Bauteiloberfläche des FE-Modells eine zugehörige Ober-

fläche Ai bestimmt. Die hochbeanspruchte Fläche kann entweder über ein Flächenin-

tegral oder, wie in dieser Arbeit verwendet, über den 90 %-Ansatz nach Sonsino 

[Sons 93] bestimmt werden. Nach diesem Ansatz entspricht die hochbeanspruchte 

Oberfläche der Bauteiloberfläche, in der die Beanspruchung größer als 90 % der maxi-

mal auftretenden Beanspruchung ist. In einer FE-Simulation mit elastizitätstheoreti-

schem Werkstoffverhalten wird das Bauteil belastet und aus den Spannungen σi an 

jedem Elementknoten und den dazugehörigen Flächen Ai mit Gleichung 3-29 die 

hochbeanspruchte Fläche Aσ bestimmt. Dabei ist nK die Anzahl an Elementknoten und 

σmax die maximale auftretende Spannung an der Oberfläche. 

 Aσ,90 % = ∑ {
Ai für σi ≥ 0,9∙σmax

0 für σi < 0,9∙σmax

nK
i=1   3-29 
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Die hochbeanspruchte Oberfläche Aσ wird zur Berechnung der statistischen Stützzahl 

nst mit einer Referenzfläche Aref ins Verhältnis gesetzt, siehe Gleichung 3-30. Für diese 

wird ein konstanter Wert von Aref = 500 mm2 verwendet, entsprechend der Oberfläche 

eines Zylinders mit 8 mm Durchmesser und 20 mm Länge. Für sehr große hochbean-

spruchte Oberflächen Aσ > 500 mm2 kann sich somit eine Stützzahl nst < 1 ergeben. Der 

Weibull-Exponent kst ist abhängig von der Werkstoffgruppe und kann Tabelle 3-6 ent-

nommen werden.  

 nst = (
Aref

Aσ
)

1 kst⁄

  3-30 

Tabelle 3-6: Weibull-Exponent kst, [Renn 20] 

Werkstoffgruppe Stahl Stahlguss Aluminiumknet. 

Weibull-Exponent kst 30 15 20 

Die bruchmechanische Stützzahl nbm wird nach [Häne 10, Renn 20] bestimmt. Sie be-

rücksichtigt, dass es bei scharfen Kerben und damit verbundenen hohen Spannungs-

gradienten zu einem stehen bleiben des Risses kommen kann. Die Stützzahl erhöht 

daher die Festigkeit für scharf gekerbte Bauteile und ist für milde Kerben nicht rele-

vant (nbm = 1). Die Berechnung der bruchmechanischen Stützzahl erfolgt nach Glei-

chung 3-31. Sie ist zum einem von der Beanspruchung in Form der statistischen Stütz-

zahl nst und des bezogenen Spannungsgradienten G abhängig. Zum anderen wird das 

Verhältnis von der Zugfestigkeit Rm zu einer werkstoffgruppenabhängigen Referenz-

zugfestigkeit Rm,bm berücksichtigt, siehe Tabelle 3-7.  

 nbm = max {
5+√G∙[mm]

k̅
; 1}  3-31 

 
k̅ = 5∙nst + 

Rm

Rm,bm
∙√

7,5 + √G∙[mm]

1 + 0,2∙√G∙[mm]
   3-32 

Tabelle 3-7: Referenzzugfestigkeit Rm,bm, [Renn 20] 

Werkstoffgruppe Stahl Stahlguss 
Aluminium-

knet. 

Referenzzugfestigkeit Rm,bm 680 MPa 680 MPa 270 MPa 

Der bezogene Spannungsgradient G kann entweder durch eine Näherungslösung ab-

geschätzt oder durch eine FE-Simulation mit elastischem Werkstoffverhalten be-

stimmt werden, [Renn 20]. An der nachzuweisenden Stelle, an der in der Regel die 

maximal auftretende Vergleichsspannung σmax vorliegt, wird der Verlauf der Ver-

gleichsspannung senkrecht zur Bauteiloberfläche ausgewertet. Die Berechnung erfolgt 

mit Gleichung 3-33, in der σΔs die Vergleichsspannung ist, die um den Abstand Δs 

unter der Oberfläche liegt.  

 G = 
1

σmax
∙

σmax - σ∆s

∆s
  3-33 
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Der Einfluss der Oberflächenrauheit auf die Bauteilfestigkeit wird über den Rauheits-

faktor KR,P berücksichtigt. Für polierte Bauteile (Rauheit Rz ≤ 1 µm) gilt KR,P = 1. Für 

eine Rauheit Rz > 1 µm wird der Rauheitsfaktor aus der Rauheit Rz und der Zugfestig-

keit Rm mit den Parametern in Tabelle 3-8 nach Gleichung 3-34 berechnet. 

Tabelle 3-8: Parameter zur Bestimmung des Rauheitsfaktors KR,P, [Fied 19] 

Werkstoffgruppe Stahl Stahlguss Aluminiumknet. 

aR,P 0,27 0,25 0,27 

bR,P 0,43 0,42 0,43 

Rm,N,min in MPa 400 400 133 

 

 
KR,P = (1 - aR,P∙log (

Rz

µm
) ∙log (

2∙Rm

Rm,N,min
))

bR,P

  3-34 

Bei der Lebensdauerberechnung kann es zu Abweichungen aufgrund der Streuung 

der Beanspruchbarkeit kommen. Um diese Streuungen in der Lebensdauerberech-

nung zu berücksichtigen, wird der Teilsicherheitsfaktor γM verwendet. Dieser senkt 

die P-Wöhlerlinie für den Werkstoff, die durch den Faktor f2,5% für eine Ausfallwahr-

scheinlichkeit von PA = 2,5 % gilt, zu geringeren Ausfallwahrscheinlichkeiten ab. Die 

Wahl des Teilsicherheitsfaktors erfolgt je nach Schwere der Versagensfolge bzw. je 

nach geforderter Ausfallwahrscheinlichkeit nach Tabelle 3-9. Für eine Ausfallwahr-

scheinlichkeit von PA = 50 % gilt γM = 1 im Zusammenhang mit f2,5% = 1.  

Tabelle 3-9: Teilsicherheitsfaktor γM und Ausfallwahrscheinlichkeit PA, [Fied 19] 

Versagensfolge 
Redundante Komponente nichtredundante Komponente 

γ
M

 PA γ
M

 PA 

moderat 1,1 2,3 ∙ 10-1 1,1 10-3 

ernst 1,1 10-3 1,2 7,2 ∙ 10-5 

sehr ernst 1,2 7,2 ∙ 10-5 1,3 10-5 

3.4 Statistische Grundlagen 

Zur Treffsicherheitsbewertung der rechnerischen Lebensdauer wird jedem Versuchs-

ergebnis, bestehend aus Lastamplitude Fa und experimenteller Lebensdauer Nexp, eine 

rechnerische Lebensdauer Nrech zugewiesen. Anschließend wird der Quotient der bei-

den Werte xi = Nexp,i/Nrech,i für jeden Versuchspunkt gebildet und daraus der Mittelwert 

m und die Streuspanne T über alle Ergebnisse der Versuchsreihe berechnet. Der Mit-

telwert m ist der Median bzw. das 50 % - Quantil q50% der Stichprobe X, die alle xi ent-

hält. Zur Berechnung werden die Werte xi der Größe nach sortiert und der mittlere 

Wert, für den 50 % der Werte kleiner und 50 % der Werte größer sind als das 

50 % - Quantil q50% bestimmt. Hat der Stichprobenumfang eine gerade Anzahl an Wer-

ten, wird zwischen den beiden mittleren Werten linear interpoliert, um q50% zu berech-

nen. 
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 m = q
50%

(X)   3-35 

Die Streuspanne T ist definiert als der Quotient aus dem 90 % - Quantil q90% und dem 

10 % - Quantil q10%, die analog zu dem 50 % - Quantil bestimmt werden. Die Streu-

spanne schließt somit 80 % der Ergebnisse ein und ist eine verteilungsunabhängige 

Größe zur Beschreibung der Streuung der Stichprobe. 

 T = 
q

90%
(X)

q
10%

(X)
   3-36 

Als ideale Werte ergeben sich m = 1 und T = 1. Letzterer ist allerdings aufgrund der 

Streuung der experimentellen Lebensdauern nicht zu erreichen. Dargestellt werden 

die Ergebnisse im Nrech-Nexp-Diagramm, in dem die rechnerische über der experimen-

tellen Lebensdauer aufgetragen wird, siehe in Abbildung 3-14 am Beispiel von 300 

Wertepaaren. Ist Nrech kleiner als Nexp liegt das Wertepaare unterhalb der Winkelhal-

bierenden. In diesem Fall ist die Lebensdauer sicher abgeschätzt. Andernfalls liegt das 

Wertepaar oberhalb der Winkelhalbierenden und es handelt sich um eine unsichere 

Lebensdauerabschätzung. Liegen mehr Versuchspunkte auf der sicheren Seite ergibt 

sich m > 1, andernfalls m < 1.  

 

Abbildung 3-14: Nrech-Nexp-Diagramm 

Alternativ kann die Treffsicherheit des Berechnungskonzepts im Wahrscheinlichkeits-

netz dargestellt werden. Auf der Abszisse wird das Verhältnis aus experimenteller zu 

rechnerischer Lebensdauer aufgetragen. Die Werte xi werden der Größe nach sortiert 

und für jeden Wert wird eine Wahrscheinlichkeit Pi nach Tukey [Tuke 62] und Rossow 

[Ross 64] mit Gleichung 3-37 abgeschätzt. n entspricht dabei der Summe der Werte xi. 
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Die Skalierung der Abszisse erfolgt logarithmisch. Ergibt sich für die betrachtete Stich-

probe ein näherungsweise linearer Verlauf, folgt die Stichprobe einer logarithmischen 

Normalverteilung, [Hedd 20].  

 Pi = 
3∙i-1

3∙n+1
  3-37 

In Abbildung 3-15 ist die Stichprobe von 300 Werten aus Abbildung 3-14 im Wahr-

scheinlichkeitsnetz dargestellt. Auch im Wahrscheinlichkeitsnetz können der Median 

m und die Streuspanne T abgelesen werden. Der Median m beschreibt die Verschie-

bung des Mittelwerts bei 50 % in horizontaler Richtung, die Streuspanne T die Stei-

gung des näherungsweise linearen Verlaufs. Die Wahrscheinlichkeit bei Nexp/Nrech = 1 

entspricht der Ausfallwahrscheinlichkeit PA. 

 

Abbildung 3-15: Wahrscheinlichkeitsnetz 
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4 Simulationsmodell zur Beanspruchungsermittlung 

Für einen rechnerischen Festigkeitsnachweis von komplexen Bauteilen mit SPR-Ver-

bindungen stehen einige Konzepte der zweiten Gruppe, siehe Abschnitt 3.1.2.4 bis 

3.1.2.9, zur Verfügung. Diese benötigen als Eingangsdaten Informationen über das 

Festigkeitsverhalten eines SPR-Fügepunkts bei zyklischer Belastung. Das am einfachs-

ten für den Anwender zu verwendende Konzept ist FEMFAT spot, da es in einer kom-

merziellen Software umgesetzt ist. Anhand dieses Konzepts werden die benötigten 

Eingangsdaten zum Festigkeitsverhalten der SPR-Verbindung erläutert. Für jeden Fü-

gepunkt muss ein Haigh-Diagramm für die Langzeitfestigkeit der im Konzept ver-

wendeten Strukturspannung in der Form von Abbildung 3-6 für jeden Belastungswin-

kel von 0° bis 90° in 15°-Schritten (insgesamt sieben) bestimmt werden. Dies kann auf 

drei Wegen geschehen, siehe Abbildung 4-1, die in der folgenden Aufzählung detail-

liert erläutert sind. 

 

Abbildung 4-1: Ermittlung der Haigh-Diagramme als Eingangsdaten für FEMFAT 

spot 

Eingangsdaten FEMFAT spot

Versuche Rechnerische 
Lebensdauer

Nrech = f(Rm,t,Fa,ϑ,…) 

Datenbank
F

Zeit

Zeitfestigkeitsgeraden

• Zeitfestigkeitsgeraden für unterschiedliche R und ϑ
• Abschätzung der Langzeitfestigkeit bei 106

Schwingspielen

Fa (log)

N (log)

R=-1, ϑ=0°

R=0, ϑ=0°
R=-1, ϑ=60°

106

LaL

LaL

LaL

Haigh-Diagramm

ϑ=…
ϑ=15°

ϑ=0°
• Haigh-Diagramm für Langzeitfestigkeit
• Sieben Diagramme für Belastungswinkel 

ϑ = 0°, 15°, 30°, 45°, 60°, 75° und 90°
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1. Experimentell: Die experimentelle Ermittlung liefert die höchste Treffsicher-

heit, ist aber im Gegenzug mit dem größten Aufwand verbunden. Zur Kon-

struktion des Haigh-Diagramms, siehe Abbildung 3-6, werden die Punkte 1 

und 7 unter quasistatischer Beanspruchung ermittelt. Unter der Voraussetzung, 

dass die Winkel α1 und α5 aus [FEMF 21] mit 45° übernommen werden, sind 

noch die Langzeitfestigkeiten bei R = -1, R = 0, R = -  und 0 < R < 1 zu bestimmen. 

Dies geschieht mithilfe von Versuchen zur Ermittlung der Zeitfestigkeitsge-

rade. Bei einer Knickschwingspielzahl ND = 106 wird aus dieser die Langzeitfes-

tigkeit abgeschätzt. Wird die Langzeitfestigkeit für sieben Lasteinleitungswin-

kel (0° bis 90° in 15° Schritten) ermittelt und werden für jede Versuchsreihe 15 

Einzelversuche verwendet, ergibt sich eine Gesamtzahl von 420 Versuchen für 

eine Kombination aus Blechen, Niet und Fügeparametern. 

2. Abschätzung mit Konzepten der ersten Gruppe (Abschnitt 3.1.2.1 bis 3.1.2.3): 

Diese Konzepte sollen unter Berücksichtigung von Geometrie, Lasteinleitung 

und Spannungsverhältnis ein Beanspruchungswert liefern, der zusammen mit 

einer Masterwöhlerlinie zu einer Lebensdauer führt, wodurch die Langzeitfes-

tigkeit bei 106 Schwingspielen abgeschätzt werden kann. Die Masterwöhlerlinie 

ist je nach Konzept eine Werkstoff-Wöhlerlinie oder eine Wöhlerlinie des Füge-

punkts, die experimentell zu bestimmen ist. Der experimentelle Aufwand ist 

dabei deutlich geringer als bei Punkt 1. 

3. Abschätzung aus einer Datenbank: FEMFAT spot stellt eine Abschätzmethode 

auf Basis einer Datenbank zur Verfügung. Aus der Werkstoffgruppe, der Zug-

festigkeit und dem Lasteinleitungswinkel wird die Langzeitfestigkeit bei R = 0 

geschätzt. Ausgehend von diesem Punkt werden die restlichen Stützpunkte des 

Haigh-Diagramms abgeleitet. 

Von den drei Vorgehensweisen ist die erste aufgrund des hohen Versuchsumfangs 

nicht wirtschaftlich durchführbar. Die als Drittes genannte Vorgehensweise, Abschät-

zung der Festigkeit eines Fügepunkts auf Basis der Zugfestigkeit, erfordert den ge-

ringsten Aufwand. Allerdings lassen sich die Festigkeiten nicht auf andere Konzepte 

übertragen, da sich diese auf die in FEMFAT spot verwendeten Strukturspannungen 

beziehen. Des Weiteren ist nicht bekannt, wie gut die Treffsicherheit bzw. die Ausfall-

wahrscheinlichkeit der abgeschätzten Festigkeiten aus der Datenbank von FEMFAT 

spot ist.  

In dieser Arbeit soll ein Ansatz verfolgt werden, der der an zweiter Stelle genannten 

Vorgehensweise zugeordnet werden kann. Die Schwingfestigkeit eines einzelnen Fü-

gepunkts soll für unterschiedliche Lasteinleitungswinkel auf der Basis von Werkstoff-

kennwerten der Bleche und des Niets mit Hilfe einer FE-Simulation abgeschätzt wer-

den. Die resultierenden Festigkeitskennwerte sind Eingangsgrößen für Konzepte zur 

Berechnung der Lebensdauer von Bauteilen mit komplexer Geometrie und einer hö-

heren Anzahl von Fügestellen. Die Einschränkungen der in den Kapiteln 3.1.2.1 bis 

3.1.2.3 genannten Konzepte soll durch die Validierung der Vorgehensweise mit einer 

hohen Anzahl von Versuchsreihen aufgehoben werden. Einschränkungen sind bei-

spielsweise die Übertragbarkeit auf Fügestellen mit abweichenden Parametern, wie 
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eine andere Probenform, Werkstoffkombination oder Lasteinleitung im Vergleich zur 

Datenbasis der Konzepterstellung.  

Ziel soll daher die Entwicklung eines Konzepts sein, das ohne Durchführung von 

Schwingfestigkeitsversuchen mit gefügten Blechen allein auf Basis von Werkstoff-

kennwerten die Festigkeit einzelner SPR-Fügepunkte abschätzen kann. Das Konzept 

soll dabei auf dem Örtlichen Konzept beruhen. Die Ermittlung der Beanspruchung 

erfolgt, wie bei den Konzepten in Abschnitt 3.1.2.3, in einer FE-Simulation mit dreidi-

mensionalem Modell des Fügepunkts. Wie von Chergui [Cher 04] vorgeschlagen, soll 

elastisch-plastisches Werkstoffverhalten berücksichtigt werden. Im Gegensatz zu 

Kang et al. [Kang 15, Kang 20] und Choi et al. [Choi 17] soll wie im Projekt Stanznie-

ten I [Mesc 16] das zyklische statt dem quasistatischem elastisch-plastischem Werk-

stoffverhalten Anwendung finden. 

Zur Erfüllung der Zielsetzung, die Lebensdauer von SPR-Fügepunkten mithilfe des 

Örtlichen Konzepts abzuschätzen, muss ein Simulationsmodell erstellt werden. An 

das Modell werden folgende Anforderungen gestellt: 

• Realitätsgetreue Nachbildung der Fügepunktgeometrie 

• Berücksichtigung von zyklisch elastisch-plastischem Werkstoffverhalten 

• Berücksichtigung von fügebedingten Eigenspannungen  

• Berücksichtigung von Reibung zwischen den Fügeteilen 

• Berücksichtigung unterschiedlicher Lasteinleitung 

Die Kalibrierung des Berechnungskonzepts basiert auf einem umfangreichen Ver-

suchsprogramm an drei unterschiedlichen SPR-Verbindungen aus dem Projekt Stanz-

nieten I [Mesc 16], siehe Tabelle 4-1. Die Bezeichnung der Verbindung erfolgt, indem 

der stempelseitige Werkstoff zuerst und anschließend der matrizenseitige Werkstoff 

genannt wird. Die wichtigsten Größen zur Beschreibung der Qualität des Fügepunkts 

(Hinterschnitt, Restbodendicke und Nietkopfendlage) liegen in den in Abschnitt 3.1.1 

beschriebenen Grenzen. Abbildung 4-2 zeigt die verwendete KS2-Probenform nach 

[DVS 3480] mit dem Lasteinleitungswinkel ϑ.  

In den folgenden Abschnitten werden die nötigen Schritte zur Erstellung des Simula-

tionsmodells beschrieben. Dabei wird auf das Werkstoffverhalten, die Fügepunktgeo-

metrie, die Kontakte, die Eigenspannungen, die Verknüpfung des Fügepunkts mit der 

Probengeometrie und die Belastung näher eingegangen.  
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Tabelle 4-1: SPR-Verbindungen aus [Mesc 16] 

Verbindung 

Aluminium 

- 

Aluminium 

Aluminium 

- 

Stahl 

Stahl 

- 

Aluminium 

Schliffbild 

   
Werkstoff  

stempelseitig 

EN AW-6181A-T6 

t = 2 mm 

EN AW-6181A-T6 

t = 2 mm 

HX340LAD 

t = 1,5 mm 

Werkstoff  

matrizenseitig 

EN AW-6181A-T6 

t = 2 mm 

HX340LAD 

t = 1,5 mm 

EN AW-6181A-T6 

t = 2 mm 

Stanzniet C 5X6 H4 SKR C 5X6 H4 SKR HD2 5X5,5 H4 SK 

Matrize KA 090 2118 FM 100 2120 FM 100 2118 

Hinterschnitt 
Links: 0,40 mm 

Rechts: 0,39 mm 

Links: 0,27 mm 

Rechts: 0,26 mm 

Links: 0,54 mm 

Rechts: 0,54 mm 

Restbodendicke 
Links: 0,40 mm 

Rechts: 0,50 mm 

Links: 0,42 mm 

Rechts: 0,38 mm 

Links: 0,43 mm 

Rechts: 0,43 mm 

Nietkopfendlage 0,19 mm 0,16 mm -0,13 mm 

 
Abbildung 4-2: KS2-Probe mit Lasteinleitungswinkel ϑ

4.1 Werkstoffverhalten 

In den Versuchen werden drei Werkstoffkombinationen mit Blechen aus Aluminium 

EN AW-6181A-T6 (im Folgenden mit AW-6181 abgekürzt) mit einer Blechdicke von 

2 mm und Stahl HX340LAD (im Folgenden mit HX340 abgekürzt) mit einer Blechdicke 

von 1,5 mm untersucht. Der Halbhohlstanzniet besteht in allen Verbindungen aus 

38B2 im vergüteten Zustand, das als Grundmaterial aus einem Draht mit einem 

Durchmesser von 5 mm besteht, aus dem durch Umformen der Stanzniet hergestellt 

wird.  
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Beim Aluminiumblech handelt es sich um die Aluminiumknetlegierung 

EN AW-6181A. Diese wird aufgrund ihrer hohen Duktilität und plastischen Verform-

barkeit und die daraus resultierenden guten Crasheigenschaften für Strukturbauteile 

verwendet. Des Weiteren zeichnet sich der Werkstoff durch seine gute Korrosionsbe-

ständigkeit, Schweißbarkeit und Kaltverformbarkeit aus [Oste 14]. Die 6.000er Legie-

rungsfamilie zeichnet sich durch einen hohen Gehalt an Silicium und Magnesium aus. 

Diese erreichen durch Warm- oder Kaltauslagerung eine Festigkeitssteigerung. Die 

Warmauslagerung findet für 20 bis 30 Minuten bei 175 °C bis 185 °C statt. Diese kurze 

Dauer macht den Werkstoff interessant für die Automobilindustrie, denn so kann die 

Aushärtung bei der kathodischen Tauchlackierung (KTL) erfolgen und muss nicht in 

einem zusätzlichen Arbeitsschritt durchgeführt werden [GDA 07]. Im Projekt Stanz-

nieten I [Mesc 16] wird der KTL-Prozess durch 30-minütige Wärmebehandlung bei 

180° nachgestellt, wodurch sich der Zustand T6 ergibt. Dieser zeichnet sich durch eine 

deutlich höhere Streckgrenze und Zugfestigkeit im Vergleich zum unbehandelten Zu-

stand aus. Die Legierungsbestandteile sind in Tabelle 4-2 zusammengefasst. 

Beim Fügeteilwerkstoff HX340LAD+Z100 handelt es sich um einen niedriglegierten, 

feuerverzinkten Feinkornstahl, der besonders für das Kaltumformen geeignet ist 

[DIN 10346]. Die Beschichtung besteht aus 100 g Zink pro Quadratmeter. Der Werk-

stoff weist eine geringe Härtbarkeit bei guten Schweißeigenschaften auf. Aufgrund 

seiner hohen Festigkeit wird er vor allem für Verstärkungselemente und stark bean-

spruchte Blecherzeugnisse angewendet [Hahn 14]. Der Nietwerkstoff 38B2 ist ein le-

gierter Stahl, der in Form eines Drahts oder runden Stabs produziert wird. Dieser ist 

besonders zum Kaltstauchen und Kaltfließpressen mit nachfolgendem Vergüten und 

Induktions- oder Flammhärten geeignet. Die verwendeten Stanzniete werden aus dem 

Draht mittels Kaltstauchen geformt und anschließend zur Festigkeitssteigerung ver-

gütet. Die chemischen Zusammensetzungen der Stähle sind ebenfalls Tabelle 4-2 zu 

entnehmen. 

In den folgenden Abschnitten wird das Werkstoffverhalten der drei Werkstoffe unter 

quasistatischer und spannungs- bzw. dehnungsgeregelter zyklischer Belastung unter-

sucht. Die Einzelversuchsergebnisse der Blechwerkstoffe werden aus dem Projekt 

Stanznieten I [Mesc 16] übernommen und neu ausgewertet. Die Charakterisierung des 

Nietwerkstoffs erfolgt an Drahtabschnitten mit einem Durchmesser von 5 mm. Der-

selbe Draht wird zur Fertigung der hier verwendeten Niete verwendet. Die Drahtab-

schnitte werden in einer Zugprüfmaschine gerichtet und anschließend vergütet auf 

eine Streckgrenze von 1455 MPa, um die Festigkeit zu erreichen, den auch der Niet 

aufweist. 
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Tabelle 4-2: Legierungsbestandteile der verwendeten Werkstoffe nach Norm 

Werkstoff 
Aluminium 

EN AW-6181 

Stahl 

HX340LAD 

Stahl 

38B2 

Norm 
DIN EN 573-3 

[DIN 573] 

DIN EN 10346 

[DIN 10346] 

DIN EN 10263-4 

[DIN 10263] 

Si 0,80 - 1,20 % ≤ 0,50 % ≤ 0,30 % 

Fe 0,45 % Rest Rest 

Cu 0,10 % - ≤ 0,25 % 

Mn 0,15 % ≤ 1,40 % 0,60 - 0,90 % 

Mg 0,60 - 1,00 % - - 

Cr 0,10 % - ≤ 0,30 % 

Zn 0,20 % - - 

Ti 0,10 % ≤ 0,15 % - 

C - ≤ 0,12 % 0,35 - 0,40 % 

P - ≤ 0,03 % ≤ 0,025 % 

S - ≤ 0,025 % ≤ 0,025 % 

Al Rest ≥ 0,015 % - 

Nb - ≤ 0,10 % - 

B - - 0,0008 - 0,005 % 

Am Institut für Schweißtechnik und Trennende Fertigungsverfahren der TU Clausthal 

wurden Schliffbilder vom Draht erstellt und Härtemessungen durchgeführt. Die 

Schliffbilder in Abbildung 4-3 zeigen ein gleichmäßiges Gefüge des vergüteten Drah-

tes. Auch die Härtemessung entlang eines Pfads über den Querschnitt zeigt eine 

gleichmäßige Durchhärtung des Drahts, siehe Abbildung 4-4. Daraus folgt, dass der 

Draht zur Charakterisierung des Niets verwendet werden kann.  

 

Abbildung 4-3: Schliffbilder des Drahts aus 38B2 im vergüteten Zustand. A: Über-

sicht, B: Gefüge 

A B

0,1 mm1 mm
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Abbildung 4-4: Härtemessung über den Querschnitt des Drahts aus 38B2 im vergüte-

ten Zustand 

4.1.1 Zugversuche 

Zur Bestimmung der quasistatischen Kennwerte der verwendeten Werkstoffe werden 

Zugversuche durchgeführt. Die Ergebnisse für die Fügebleche werden [Mesc 16] ent-

nommen. In Abbildung 4-5 ist zum grafischen Vergleich jeweils ein Zugversuch eines 

jeden Werkstoffs dargestellt. Die Kennwerte sind in Tabelle 4-3 zusammengefasst. 

 

Abbildung 4-5: Vergleich des quasistatischen Werkstoffverhaltens 
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Tabelle 4-3: Quasistatische Werkstoffkennwerte 

Kennwert 
Aluminiumblech 

[Mesc 16] 

Stahlblech 

[Mesc 16] 
Nietwerkstoff 

Elastizitätsmodul E 69,5 GPa 210,6 GPa 212,5 GPa 

Streckgrenze Re 180,6 MPa 359,7 MPa 1.455 MPa 

Zugfestigkeit Rm 263,1 MPa 453,3 MPa 1.637 MPa 

Gleichmaßdehnung Ag 17,4 % 16,3 % 2,68 % 

Bruchdehnung A 22,8 % 28,1 % 5,89 % 

  

4.1.2 Spannungsgeregelte Versuche 

Für die rechnerische Lebensdauerabschätzung ist der Einfluss von Mittelspannungen 

von großer Bedeutung. In spannungsgeregelten Einstufenversuchen mit gekerbten 

Proben wird die Mittelspannungsempfindlichkeit M bestimmt. Die Versuche am Alu-

miniumblech aus AW-6181 und dem Stahlblech aus HX340 werden in [Mesc 16] an 

Blechstreifen mit einer mittigen Bohrung (Formzahl Kt = 2,5) durchgeführt. Für den 

Nietwerkstoff 38B2 werden Rundproben mit Umlaufkerbe (Kt = 2) aus dem als Draht 

vorliegendem Grundwerkstoff im vergüteten Zustand verwendet. Zeichnungen der 

Probengeometrien sind in Abbildung 11-1 im Anhang dargestellt.  

Ziel dieser Arbeit ist die Lebensdauerabschätzung von SPR-Fügepunkten im Zeitfes-

tigkeitsbereich. Daher wird im Folgenden der Fokus auf Versuchsergebnisse und die 

Mittelspannungsempfindlichkeit im Zeitfestigkeitsbereich gelegt. Die Versuche wer-

den auf Resonanzprüfmaschinen durchgeführt. Als Anrisskriterium wird ein Fre-

quenzabfall von Δf = 1 Hz verwendet.  

Die Versuche im Zeitfestigkeitsbereich aus [Mesc 16] werden neu ausgewertet, um 

Versuche im Übergangsbereich zur Langzeitfestigkeit nicht in der Zeitfestigkeitsgera-

den zu berücksichtigen. Zusätzlich werden Zeitfestigkeitsgeraden für die Spannungs-

verhältnisse R = -1 und R = 0 mit einer gemeinsamen gemittelten Neigung k bestimmt, 

um eine konstante Mittelspannungsempfindlichkeit für den Zeitfestigkeitsbereich zu 

erhalten. Die Einzelversuchsergebnisse sind in Tabelle 11-7 im Anhang zusammenge-

fasst. Die Langzeitfestigkeit LaL wird aus [Mesc 16] übernommen. Abbildung 4-6 zeigt 

die Wöhlerlinien des Aluminiumblechs, Abbildung 4-7 die des Stahlblechs. Die Kenn-

werte zur Beschreibung der Zeitfestigkeitsgeraden nach Gleichung 3-2 sind für das 

Aluminiumblech in Tabelle 4-4 und für das Stahlblech in Tabelle 4-5 aufgeführt. 
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Abbildung 4-6: Wöhlerversuche am Aluminiumblech aus AW-6181 

 

Abbildung 4-7: Wöhlerversuche am Stahlblech aus HX340 
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Tabelle 4-4: Zyklische Werkstoffkennwerte Aluminiumblech (spannungsgeregelt) 

Kenngröße R = -1 R = 0 

Neigung k 8,1 7,1 

Lage log(C) 20,512 18,036 

Langzeitfestigkeit LaL,1E7 50 MPa 46 MPa 

k = konstant 

Neigung k 7,6 7,6 

Lage log(C) 19,592 18,932 

Tabelle 4-5: Zyklische Werkstoffkennwerte Stahlblech (spannungsgeregelt) 

Kenngröße R = -1 R = 0 

Neigung k 6,7 8,2 

Lage log(C) 19,950 22,749 

Langzeitfestigkeit LaL,1E7 120 MPa 112 MPa 

k = konstant 

Neigung k 7,4 7,4 

Lage log(C) 21,525 21,175 

Zur Bestimmung der Mittelspannungsempfindlichkeit nach Schütz [Schü 67] des Niet-

werkstoffs für den Zeit- und Langzeitfestigkeitsbereich werden Wöhlerversuche mit 

einem elektromagnetischen Resonanzprüfstand durchgeführt. Die Bestimmung der 

Wöhlerlinie im Zeitfestigkeitsbereich erfolgt nach dem Perlenschnurverfahren, 

[DIN 50100]. Die Langzeitfestigkeit wird mit dem Treppenstufenverfahren abge-

schätzt, [DIN 50100]. Proben, die eine Schwingspielzahl von 5∙106 ohne Versagen er-

reichen, werden als Durchläufer gewertet. Als Versagen wird ein Anriss bei einem 

Frequenzabfall von 0,1 Hz definiert. Die Probe wird mit Hilfe von Spannzangen in den 

Prüfstand eingespannt, siehe Abbildung 4-8.  

 

Abbildung 4-8: Prüfaufbau für Zeit- und Dauerfestigkeitsversuche am Nietwerkstoff 
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Die ermittelten Wöhlerlinien sind zusammen mit den Ergebnissen der Versuche im 

Zeitfestigkeitsbereich in Abbildung 4-9 dargestellt und die Kennwerte in Tabelle 4-6 

zusammengefasst. Die Einzelversuchsergebnisse im Zeitfestigkeitsbereich sind in Ta-

belle 11-9 und im Langzeitfestigkeitsbereich in Tabelle 11-10 im Anhang aufgeführt. 

Die durchgezogenen Wöhlerlinien basieren auf den Versuchsergebnissen. Die Zeitfes-

tigkeitsgeraden verlaufen nahezu parallel zueinander (vgl. k = 4,4 bei R = -1 und 

k = 4,1 bei R = 0). Um eine konstante Mittelspannungsempfindlichkeit M nach Schütz 

[Schü 67] für den gesamten Zeitfestigkeitsbereich zu erhalten, werden die Geraden mit 

einer gemittelten Neigung von k = 4,3 erneut ausgewertet und gestrichelt dargestellt. 

 
Abbildung 4-9: Wöhlerversuche am Nietwerkstoff aus 38B2 vergütet 

Tabelle 4-6: Zyklische Werkstoffkennwerte Nietwerkstoff (spannungsgeregelt) 

Kenngröße R = -1 R = 0 

Neigung k 4,4 4,1 

Lage log(C) 16,283 14,978 

Langzeitfestigkeit LaL,1E7 268 MPa 206 MPa 

k = konstant 

Neigung k 4,3 4,3 

Lage log(C) 15,917 15,335 

Für parallele Zeitfestigkeitsgeraden ergibt sich im Zeitfestigkeitsbereich eine von der 

Lasthöhe unabhängige Mittelspannungsempfindlichkeit MZF. Die Gleichung 3-3 nach 

Schütz [Schü 67] vereinfacht sich daher zu Gleichung 4-1. Die Mittelspannungsemp-

findlichkeiten für den Langzeitfestigkeitsbereich MLZF ergeben sich durch Einsetzen 
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der Langzeitfestigkeiten in Gleichung 3-3. In Tabelle 4-7 sind die sich ergebenen Mit-

telspannungsempfindlichkeiten zusammengefasst. Zusätzlich sind die nach Glei-

chung 3-4 aus der Zugfestigkeit Rm abgeschätzten Mittelspannungsempfindlichkeiten 

Mgeschätzt angegeben. Die angenommene Steigerung der Mittelspannungsempfindlich-

keit bei steigender Zugfestigkeit wird durch die Versuchsergebnisse an den Stahl-

werkstoffen bestätigt. 

 
MZF = 

CR=-1

1
k⁄  - CR=0

1
k⁄

CR=0

1
k⁄

 4-1 

Tabelle 4-7: Mittelspannungsempfindlichkeiten für den Zeitfestigkeitsbereich MZF 

und Langzeitfestigkeitsbereich MLZF der verwendeten Werkstoffe 

Kennwert Aluminiumblech Stahlblech Nietwerkstoff 

MZF 0,22 0,11 0,37 

MLZF 0,09 0,07 0,30 

Mgeschätzt 0,22 0,06 0,47 

In Abbildung 4-10 ist der Einfluss der Mittelspannung auf die ertragbare Spannungs-

amplitude grafisch dargestellt. Die Größe der Neigung zwischen den Festigkeiten bei 

wechselnder und schwellender Last beschreibt dabei die Mittelspannungsempfind-

lichkeit.  

 

Abbildung 4-10: Darstellung der Mittelspannungsempfindlichkeit 
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Der Mittelspannungseinfluss im Langzeitfestigkeitsbereich wird durch gestrichelte Li-

nien, im Zeitfestigkeitsbereich durch durchgezogene Linien dargestellt. Zur Darstel-

lung werden die Festigkeiten bei einer Anrissschwingspielzahl von 50.000 verwendet. 

Der grafische Vergleich verdeutlicht die berechneten Ergebnisse in Tabelle 4-6 und 

zeigt für den Nietwerkstoff eine deutlich größere Abnahme der ertragbaren Span-

nungsamplitude mit steigender Mittelspannung als bei dem Aluminium- oder Stahl-

blech. 

4.1.3 Dehnungsgeregelte Versuche 

Während des Fügeprozesses treten im Werkstoff hohe Umformungen auf, die die zyk-

lischen Werkstoffkennwerte beeinflussen können, [Mase 00]. Mit dehnungsgeregelten 

Einstufenversuchen an ungekerbten Proben wird zum einen der Einfluss einer Umfor-

mung auf das zyklische Werkstoffverhalten untersucht. Dafür werden die Dehnungs-

wöhlerlinien und zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurven bei unterschiedlichen Um-

formgraden verglichen. Aus den Erkenntnissen können anschließend Rückschlüsse 

auf das zyklische Werkstoffverhalten der umgeformten Fügeteile in der Fügeverbin-

dung gezogen werden. Zum anderen werden die Ergebnisse der dehnungsgeregelten 

Einstufenversuche in Abschnitt 4.4 zur Bestimmung des hinterlegten Werkstoffverhal-

tens in den FE-Simulationen und zur Abschätzung der P-Wöhlerlinien in Abschnitt 5.2 

verwendet. 

Der Einfluss einer Umformung auf das zyklische Werkstoffverhalten von Aluminium-

legierungen der 6.000er Gruppe hat unter anderem Wagener [Wage 07] untersucht. In 

Versuchen bei unterschiedlichen Umformgraden ergibt sich kein signifikanter Einfluss 

auf die zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve und die Dehnungswöhlerlinie. Im Pro-

jekt Stanznieten I [Mesc 16] werden diese Untersuchungen am Aluminiumblech aus 

AW-6181 erneut durchgeführt. In einer Zugprüfmaschine werden Blechstreifen ab-

hängig von der Gleichmaßdehnung Ag vorgereckt. Anschließend werden taillierte 

Proben nach [SEP 1240], siehe Abbildung 11-2A im Anhang, spanend gefertigt und in 

dehnungsgeregelten Einstufenversuchen zyklisch untersucht. Der grafische Vergleich 

der Dehnungswöhlerlinien bei Umformungen von 0 %, 20 %, 50 % und 80 % der 

Gleichmaßdehnung Ag in Abbildung 4-11 zeigt keinen signifikanten Einfluss durch 

die Umformung. Die zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurven werden mittels Kom-

patibilitätsbedingungen aus den Dehnungswöhlerlinien berechnet. Auch deren Ver-

lauf in Abbildung 4-12 ist nicht signifikant abhängig von der Umformung der Alumi-

niumbleche. Zusätzlich ist der Spannungs-Dehnungs-Verlauf der ersten Belastung ei-

ner Probe ohne Umformung eingezeichnet. Hieran lässt sich erahnen, dass durch die 

zyklische Beanspruchung im Aluminiumblech eine starke Verfestigung auftritt. Die 

Einzelversuchsergebnisse und zyklischen Werkstoffkennwerte sind in Tabelle 11-11 

und Tabelle 11-12 im Anhang in Abhängigkeit der Umformung zusammengefasst.  
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Abbildung 4-11: Dehnungswöhlerlinien des Aluminiumblechs bei unterschiedlicher 

Umformung, Daten aus [Mesc 16] 

Dasselbe Vorgehen wird für das Stahlblech aus HX340 in [Mesc 16] angewendet. Auf 

den Verlauf der Dehnungswöhlerlinien hat die Umformung keinen Einfluss, siehe Ab-

bildung 4-13. Dagegen tritt mit steigender Umformung eine leichte Verfestigung des 

Stahlblechs auf, zu sehen im zyklischen Spannungs-Dehnungs-Diagramm in Abbil-

dung 4-14. Der Vergleich mit der Erstbelastungskurve zeigt ein entfestigendes Werk-

stoffverhalten durch die zyklische Belastung. Diese Ergebnisse decken sich auch mit 

der Literatur. Masendorf [Mase 00] zeigt für den ähnlichen Werkstoff ZStE 340 (neuer 

Name HC340LA, [DIN 10268]) ebenso eine Verfestigung mit steigendem Umformgrad 

und keinen Einfluss der Umformung auf die Dehnungswöhlerlinie.  
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Abbildung 4-12: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurven des Aluminiumblechs bei 

unterschiedlicher Umformung mit Kompatibilitätsbedingungen, Daten aus [Mesc 16] 

 

Abbildung 4-13: Dehnungswöhlerlinien des Stahlblechs bei unterschiedlicher Umfor-

mung, Daten aus [Mesc 16] 
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Abbildung 4-14: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurven des Stahlblechs bei unter-

schiedlicher Umformung mit Kompatibilitätsbedingungen, Daten aus [Mesc 16] 

Die zyklischen Werkstoffkennwerte des Nietwerkstoffs werden in Anlehnung an 

[SEP 1240], siehe Abschnitt 3.2, ermittelt. Als Probengeometrie wird eine CAE-opti-

mierte LCF-Rundprobe in Anlehnung an [Busc 96] von 8 mm Durchmesser auf einen 

Durchmesser von 3 mm im Prüfbereich verkleinert, siehe Abbildung 11-2 im Anhang. 

Die Endkontur wird durch spanende Bearbeitung nach dem ggf. notwendigen Umfor-

men aus dem gehärteten Werkstoffdraht gefertigt. Aufgrund der geringen Gleichmaß-

dehnung Ag von 2,68 % wird ein möglichst hoher Umformgrad angestrebt. Durch den 

flachen Verlauf der quasistatischen Spannungs-Dehnungs-Kurve im Bereich der Zug-

festigkeit ist es möglich, Umformgrade von 100 % der Gleichmaßdehnung zu erzeu-

gen, ohne dass es zu einer Einschnürung des Werkstoffs kommt. Aufgrund des im 

Folgenden gezeigten geringen Einflusses des Umformgrads auf das zyklische Werk-

stoffverhalten, wird nur eine Umformung von 0 % und 100 % Ag untersucht. Die Ein-

spannung der Probe erfolgt mit einem hydraulischen Keilspannzeug und die Deh-

nungsmessung mit einem Extensometer mit einer Messlänge von l0 = 5 mm, Abbil-

dung 4-15. Unterhalb einer relativ hohen Dehnungsamplitude von 0,40 % tritt im Ver-

such bis zu einer Schwingspielzahl von N = 106 kein Versagen auf. 
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Abbildung 4-15: Eingespannte Probe des Nietwerkstoffs für dehnungsgeregelte Ver-

suche 

In Abbildung 4-16 sind die sich ergebenen Dehnungswöhlerlinien gezeigt. Im Bereich 

der Versuchsergebnisse hat die Umformung keinen Einfluss auf das Werkstoffverhal-

ten. Die Abweichung im Bereich hoher Dehnung in der Dehnungswöhlerlinie kommt 

durch Extrapolation zustande und sollte nicht überbewertet werden. Dagegen hat die 

Umformung einen geringen Einfluss auf die zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurve, 

siehe Abbildung 4-17. Durch das Umformen entfestigt der Nietwerkstoff im geringen 

Maße, wohingegen es bei zyklischer Belastung im Gegensatz zur quasistatischen Be-

lastung zu einer stärkeren Entfestigung kommt, vgl. die Erstbelastungskurve. Die Ein-

zelversuchsergebnisse und zyklischen Kennwerte sind in Tabelle 11-15 und Tabelle 

11-16 im Anhang zusammengefasst. 

 

Abbildung 4-16: Dehnungswöhlerlinien von 38B2 im vergüteten Zustand bei unter-

schiedlicher Umformung 
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Abbildung 4-17: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurven von 38B2 im vergüteten 

Zustand bei unterschiedlicher Umformung mit Kompatibilitätsbedingungen 

4.2 Geometrie des Fügepunkts 

Zur Abschätzung der Lebensdauer der stanzgenieteten Fügeverbindung sollen mit ei-

ner FE-Simulation die lokalen Beanspruchungen unter Berücksichtigung elastisch-

plastischen Werkstoffverhaltens ermittelt werden. Dafür ist insbesondere die Geomet-

rie des Fügepunkts von großer Bedeutung. Simulativ kann diese mit hohem Aufwand 

in einer Fügesimulation bestimmt werden. Die Erstellung des Fügepunktmodells der 

hier verwendeten Aluminium-Aluminium-Fügeverbindung wird in [Mase 19] ge-

zeigt. Folgende Ergebnisse können aus der Fügesimulation der Fügeverbindung ent-

nommen werden: 

• Geometrie des Fügepunkts 

• Umformgrade der Werkstoffe 

• Eigenspannungen nach dem Fügen 

Wie im vorherigen Abschnitt 4.1.3 gezeigt, hat bei den drei hier verwendeten Werk-

stoffen die Umformung in einachsiger Richtung keinen oder nur einen geringen Ein-

fluss auf das zyklische Werkstoffverhalten. Daher werden die Umformgrade der 

Werkstoffe bei der Berechnung der Lebensdauer nicht berücksichtigt.  

Des Weiteren werden in der Fügesimulation die Eigenspannungen nach dem Fügen 

bestimmt. Die Auswertung und Größenordnung der Eigenspannungen und -dehnun-

gen aus der Fügesimulation werden in [Döll 01, Mesc 16] gezeigt, es erfolgt hier aller-

dings keine Validierung der Simulation mit Eigenspannungsmessungen an realen Fü-

gepunkten. Eine experimentelle Bestimmung der Eigenspannungen im Fügepunkt 
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führen lediglich Haque et al. [Haqu 12, Haqu 15, Haqu 19] mit Neutronendiffrakto-

metrie durch, die aber wiederrum die Ergebnisse nicht mit einer Fügesimulation ab-

gleichen.  

Bei Verwendung der Eigenspannungen aus der Fügesimulation bestehen offene Fra-

gen, die bisher nicht beantwortet sind. In der Fügesimulation muss für die Werkstoffe 

das quasistatische Werkstoffverhalten hinterlegt werden, da es sich um eine erstma-

lige, nicht zyklische Belastung handelt. Dies wird in Bereiche hoher plastischer Ver-

formungen, die über die Gleichmaßdehnung Ag hinausgehen, ausgehend von der 

Spannungs-Dehnungskurve aus dem Zugversuch extrapoliert, beispielsweise mit 

dem Ansatz nach Ludwik [Ludw 09] oder nach Hollomon [Holl 45]. Nur bei Verwen-

dung des quasistatischen Werkstoffverhaltens ergeben sich plausible Fügepunktgeo-

metrien, die mit den Geometrien aus Schliffbildern realer Fügepunkte übereinstim-

men. Aus der Verwendung des quasistatischen Werkstoffverhaltens ergibt sich die 

erste, bisher nicht beantwortete Frage zur anwendernahen Übertragung der Eigen-

spannungen aus der Fügesimulation in die zyklische Beanspruchungssimulation. In 

dieser wird das zyklische Werkstoffverhalten verwendet, welches bei den verwende-

ten Werkstoffen durch ent- bzw. verfestigendes Werkstoffverhalten teilweise erheb-

lich vom quasistatischen Werkstoffverhalten abweicht, vgl. dazu die zyklischen Span-

nungs-Dehnungs-Kurven mit den Erstbelastungskurven in den zyklischen Span-

nungs-Dehnungs-Diagrammen in Abschnitt 4.1.3. Somit ergeben sich in der Fügesi-

mulation Kombinationen der örtlichen Spannungen und Dehnungen, die in der Bean-

spruchungssimulation mit Verwendung des zyklischen Werkstoffverhaltens nicht 

möglich sind.  

Eine zweite offene Fragestellung ist die Übertragung der Eigenspannungen aus der 

Fügesimulation in die zyklische Beanspruchungssimulation. Letztere wird in dieser 

Arbeit mit Ansys Workbench durchgeführt. Dort ist der Import von Eigenspannungen 

bei Verwendung eines kinematischen Werkstoffverhaltens, das zur Anwendung des 

Örtlichen Konzepts Voraussetzung ist, nicht möglich. Dies liegt daran, dass der Back-

stress-Vektor, der die Belastungsvorgeschichte beschreibt, nicht importiert werden 

kann. 

Aufgrund dieser beiden offenen Fragen, deren Beantwortung nicht Teil dieser Arbeit 

ist, werden die Eigenspannungen aus der Fügesimulation nicht weiter berücksichtigt. 

Stattdessen wird der Einfluss von Eigenspannungen durch Einfügen von Übermaßen 

in den Kontaktzonen der Fügeteile nachgebildet. Diese Vorgehensweise wird in Ab-

schnitt 4.5 erläutert. Somit ist nur die Fügepunktgeometrie aus der Fügesimulation 

von Interesse. Diese kann alternativ mit geringerem Aufwand aus dem Schliffbild ei-

nes Fügepunkts erstellt werden, das zusammen mit dem Kraft-Weg-Verlauf aus dem 

Fügeprozess auch zur Validierung der Fügesimulation benötigt werden würde. Letz-

teres Vorgehen zur Erstellung der Fügepunktgeometrie wird in dieser Arbeit verwen-

det und im Folgendem näher beschrieben.  

In Abbildung 4-18 ist die Erstellung der Fügepunktgeometrie der Aluminium-Alumi-

nium-Verbindung mittels einer CAD-Software aus einem Schliffbild der Verbindung 
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gezeigt. Dafür wird ein repräsentatives Schliffbild aus [Mesc 16] verwendet. Streuun-

gen in der Geometrie, die von Fügepunkt zu Fügepunkt aufgrund des Fügeprozesses 

auftreten, werden nicht berücksichtigt. Diese unberücksichtigten leichten Abweichun-

gen in der Fügepunktgeometrie haben laut Hahn et al. [Hahn 02] einen untergeordne-

ten Einfluss auf die Festigkeit bei zyklischer Belastung. Bei der Erstellung der Füge-

punktgeometrie wird eine Rotationssymmetrie unterstellt, wodurch es genügt, nur die 

Konturen der Fügeteile des halben Schliffbilds zweidimensional in einer Ebene zu mo-

dellieren und anschließend einen dreidimensionalen Körper durch Rotation um die 

Mittelachse zu erhalten. Die Konturen der vier Körper werden mit Geraden und Spli-

nes (3. Grad) nachgebildet. An den Verbindungsstellen von Geradenabschnitten und 

Splines wird ein tangentialer Übergang erzwungen, um Unstetigkeiten in der Geomet-

rie zu vermeiden. Bei sich berührenden Körpern wird im Kontaktbereich zum Model-

lieren der Körper dieselbe Kontur verwendet, wie z.B. bei dem Kontakt zwischen dem 

stempel- und matrizenseitigen Blech (rot-grüne Linie in Abbildung 4-18). Dadurch er-

geben sich optimal zueinander passende Körper. Dies ist ein immenser Vorteil gegen-

über Fügepunktgeometrien aus Fügesimulationen, bei denen sich zwischen den Kör-

pern Spalte ergeben. In der folgenden Beanspruchungssimulation sind daher die Kon-

taktflächen kleiner, wodurch sich in den Kontaktbereichen stark erhöhte, nicht plau-

sible Beanspruchungen ergeben. Eine Nachbearbeitung der Kontaktflächen mit Hilfe 

einer CAD-Software ist daher auch nach einer Fügesimulation nötig. 

 
Abbildung 4-18: Erstellen des Fügepunkts der Aluminium-Aluminium-Verbindung 

mittels CAD-Software aus einem Schliffbild aus [Mesc 16] 

Der dreidimensionale Fügepunkt wird für die Beanspruchungssimulation in eine im 

Versuch untersuchte Probengeometrie eingesetzt. Damit dies ohne Unstetigkeit in der 

Geometrie gelingt, wird am Rand der Fügepunktgeometrie die Soll-Blechdicke er-

zwungen. Im Fall der Aluminium-Aluminium-Verbindung in Abbildung 4-18 wird 

die Blechdicke t = 2 mm verwendet. Um den Fügepunkt universell austauschen zu 

können, wird die Kontur über das Schliffbild hinaus soweit erweitert, dass sich ein 

Durchmesser der Fügepunktgeometrie von D = 18 mm ergibt. 

t = 2 mm

t = 2 mm

D = 18 mm
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Alle in dieser Arbeit untersuchten Probengeometrien sind symmetrisch. Diese Bege-

benheit wird genutzt, um Berechnungszeiten zu reduzieren, indem alle Modelle als 

Halbmodelle erstellt werden. Die Rotation der Konturen des Fügepunkts um die Mit-

telachse erfolgt daher um 180°. Die restliche Probe wird ebenfalls mit einer CAD-Soft-

ware mit den jeweiligen Blechdicken ohne die Einspannbereiche als Halbmodel mo-

delliert, siehe Abbildung 4-19 für die KS2-Probe. Die Verbindung des Fügepunkts und 

der Probengeometrie erfolgt in der FE-Software mittels eines Verbundkontakts. Auf 

die Kontakte in der Modellerstellung wird in Abschnitt 4.5 näher eingegangen. 

 

Abbildung 4-19: Zusammengesetztes Modell der KS2-Probe 

4.3 Vernetzung 

Voraussetzung für eine Finite-Element-Analyse ist das Vernetzen, also das Teilen der 

Bauteile in diskrete Abschnitte, die sogenannten Finiten Elemente. Mit feinerer Ver-

netzung konvergiert die berechnete Beanspruchung stärker zur tatsächlichen Bean-

spruchung. Im Gegenzug dazu steigt mit feinerer Vernetzung die Berechnungsdauer 

an. Als Kompromiss zwischen hoher Genauigkeit der Ergebnisse und kurzer Berech-

nungsdauer wird das Modell in Bereichen mit hoher Beanspruchung fein vernetzt, da 

diese für eine Abschätzung der Lebensdauer von besonderem Interesse sind. Bereiche, 

in denen niedrige Beanspruchungen vorliegen, werden zur Verringerung der Berech-

nungsdauer gröber vernetzt. 

In Abbildung 4-20 ist die Vernetzung des Fügepunkts der Aluminium-Aluminium-

Verbindung gezeigt. Um die Vernetzung besser steuern zu können, werden manche 

Körper in Unterkörper unterteilt. Der Kontaktbereich zwischen stempel- und matri-

zenseitigem Blech wird fein vernetzt, da in diesem Bereich in der Beanspruchungssi-

mulation und im Versuch unter anderem das Versagen des Fügepunkts detektiert 

wird. Beispielsweise wird für die Vernetzung des stempelseitigen Blechs zuerst die 

linke Stirnfläche vernetzt. Im interessanten Teil des Kontaktbereichs zum matrizensei-

tigen Blech wird eine Elementkantenlänge von ca. 0,05 mm vorgegeben. Im restlichen 

dunkelgrünen Bereich des stempelseitigen Blechs wird eine Vernetzung mit einer Kan-

tenlänge von 0,15 mm zugelassen. Außerhalb, im ockerfarbenen Bereich, sind keine 

hohen Beanspruchungen zu erwarten, wodurch Elementkantenlängen von 0,4 mm 

ausreichen. Nachdem die Stirnfläche vernetzt ist, wird mit der Sweep-Methode 

+ =
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[Ansy 1] dieses Netz in 60 Einteilungen um die Mittelachse rotiert, sodass der Volu-

menkörper komplett mit Hexaeder-Elementen vernetzt ist. Die Vernetzung der ande-

ren Komponenten des Fügepunkts erfolgt analog. Die Probengeometrie außerhalb des 

Fügepunkts wird sehr grob mit Elementkantenlängen von 1 mm vernetzt und ist in 

Abbildung 4-20 nicht gezeigt. 

 

Abbildung 4-20: Vernetzung des Fügepunkts der Aluminium-Aluminium-Verbin-

dung 

4.4 Zuordnung des Werkstoffverhaltens 

Den einzelnen Komponenten in der Finite-Element-Simulation wird jeweils ein Werk-

stoffverhalten zugeordnet. Im Bereich des Fügepunkts wird ein elastisch-plastisches 

Werkstoffverhalten nach dem Ansatz von Ramberg und Osgood, Gleichung 3-6, ver-

wendet, in der restlichen Probe ein rein-elastisches. Wie in Abschnitt 4.1.3 gezeigt, hat 

die Umformung der Werkstoffproben nur einen geringen Einfluss auf das zyklische 

Werkstoffverhalten und wird daher in der Beanspruchungssimulation nicht berück-

sichtigt. Aus den Versuchsergebnissen mit unterschiedlichem Umformgrad wird für 

3 mm

1 mm
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jeden Werkstoff eine mittlere zyklische Spannung-Dehnungs-Kurve berechnet. Die Be-

rechnung erfolgt ohne die Berücksichtigung der Kompatibilitätsbedingungen, siehe 

Kapitel 3.2, zwischen der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve und der Dehnungs-

wöhlerlinie. Dies ist zulässig, da die Dehnungswöhlerlinie nach dem Ansatz von Man-

son [Mans 65] und Coffin [Coff 54] nicht in den Algorithmus zur Lebensdauerabschät-

zung, siehe Kapitel 5, eingeht. In Abbildung 4-21 bis Abbildung 4-23 sind die neuaus-

gewerteten Einzelversuchsreihen je Umformgrad und die gemeinsame Auswertung 

aller Versuchsreihen gezeigt. Die Kennwerte K‘ und n‘ sowie der Elastizitätsmodul E 

sind in Tabelle 4-8 zusammengefasst. Das zyklische Werkstoffverhalten wird als mul-

tilineare kinematische Verfestigungskurve mit 100 Stützpunkten, die für eine gute Ge-

nauigkeit ausreichend sind [Mase 21a, Mase 22], in der FE-Simulation hinterlegt. 

 

Abbildung 4-21: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurven des Aluminiumblechs 

ohne Kompatibilitätsbedingungen, Daten aus [Mesc 16] 

Tabelle 4-8: Verwendete zyklische Werkstoffkennwerte 

Kennwert Aluminiumblech Stahlblech Nietwerkstoff 

Elastizitätsmodul E 70 GPa 206 GPa 206 GPa 

Zyklischer Verfesti-

gungskoeffizient K´ 
413 MPa 755 MPa 2129 MPa 

Zyklischer Verfesti-

gungsexponent n´ 
0,079 0,136 0,108 
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Abbildung 4-22: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurven des Stahlblechs ohne Kom-

patibilitätsbedingungen, Daten aus [Mesc 16] 

 

Abbildung 4-23: Zyklische Spannungs-Dehnungs-Kurven des Nietwerkstoffs ohne 

Kompatibilitätsbedingungen 
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4.5 Randbedingungen und Kontakte in der FE-Simulation 

Zwischen den einzelnen Körpern müssen für die Beanspruchungssimulation Kontakte 

definiert werden sowie Randbedingungen für das Modell festgelegt werden, die die 

Situation im Versuch beschreiben. Wie in Abbildung 4-19 gezeigt, wird der Fügepunkt 

in die Probengeometrie eingesetzt. Dabei wird jeweils das stempel- und matrizensei-

tige Blech mit einer Kontaktbedingung verbunden, sodass im Kontakt alle Verschie-

bungen zwischen der Probengeometrie und dem Fügepunkt übertragen werden und 

keine Unstetigkeit entsteht [Ansy 2]. Zwischen den übrigen Komponenten werden rei-

bungsbehaftete Kontakte definiert. Tritt im Kontaktbereich zwischen zwei Körpern 

eine tangentiale Kraftkomponente F auf, die zu einer Relativbewegung führen würde, 

wird eine entgegengesetzte Reibkraft FR erzeugt, die die Relativbewegung unterbin-

det. Diese Reibkraft kann maximal das Produkt aus der Normalkraft im Kontakt FN 

und dem Reibkoeffizienten µ annehmen, siehe Gleichung 4-2. Übersteigt die Kraft F 

die Kraft FR kommt es zu einer Relativverschiebung zwischen beiden Körpern 

[Ansy 2]. 

 FR ≤ µ ∙ FN 4-2 

Der Reibkoeffizient ist abhängig von der Werkstoffkombination und wird in Abschnitt 

6.2 empirisch anhand der Versuchsergebnis an den KS2-Proben aus dem Projekt Stanz-

nieten I [Mesc 16] ermittelt. Dabei müssen Reibparameter für vier Kontaktpartner be-

stimmt werden: 

▪ Aluminiumblech – Aluminiumblech  

▪ Aluminiumblech – Stahlblech 

▪ Aluminiumblech – Nietwerkstoff  

▪ Stahlblech – Nietwerkstoff  

Die auftretende Normalkraft FN ist einerseits von der auf die Probe aufgebrachte Last 

als auch von den fügebedingten Eigenspannungen im Fügepunkt abhängig. Die Nor-

malspannungen durch die Eigenspannungen beeinflussen das Kontaktverhalten und 

somit auch die Beanspruchungen, die simuliert werden. Da die Höhe der Eigenspan-

nungen im Fügepunkt unbekannt ist, vgl. Abschnitt 4.2, können diese nicht in das Mo-

dell eingebracht werden. Stattdessen werden Normalkräfte über einen aufgebrachten 

Versatz eingebracht, der die Kontaktflächen aufeinander zu bewegt, siehe Abbildung 

4-24 [Ansy 2]. Die Ermittlung der Höhe des Versatzes für die unterschiedlichen Kon-

taktpaare wird in Abschnitt 6.1 beschrieben. 

Um die Berechnungszeiten zu reduzieren, wird die Symmetrie der KS2-Probe ausge-

nutzt, wodurch die Modellgröße verringert wird. In der Symmetrieebene des Halbmo-

dells wird eine reibungsfreie Lagerung aufgebracht. Dadurch wird verhindert, dass 

sich die Oberfläche normal zur Symmetrieebene bewegen, drehen oder verformen 

kann, [Ansy 2].  
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Abbildung 4-24: Aufbringen eines Versatzes zwischen zwei Kontaktflächen, [Ansy 2]  

Die Belastung wird über externe Punkte mit denselben Randbedingungen wie im Ver-

such in die Probe eingeleitet. Die Kraft wird in vier Lastschritten aufgebracht. Für die 

beiden in [Mesc 16] verwendeten Spannungsverhältnisse R = -1 und R = 0 sind die 

Lastverläufe in Abbildung 4-25 für das Halbmodell gezeigt. La beschreibt dabei die 

Lastamplitude für das Vollmodell. Die Höhe der Lasthorizonte wird so gewählt, dass 

sich Lebensdauern im Zeitfestigkeitsbereich ergeben (ca. 104 - 106). Je Lasthorizont wer-

den die Beanspruchungen der letzten beiden Umkehrpunkte (Lastschritt 3 und 4) aus-

gewertet und mit dem Vorgehen nach Kapitel 5 die Lebensdauer bestimmt. Mit den 

Lasthöhen und Lebensdauern wird im Wöhlerdiagramm mit einer linearen Regres-

sion in Anlehnung an die Auswertung des Perlenschnurverfahrens [DIN 50100] die 

rechnerische Zeitfestigkeitsgerade bestimmt. Prinzipiell genügt es dazu zwei Lastho-

rizonte in der Beanspruchungssimulation aufzubringen. In der Regel werden in dieser 

Arbeit allerdings drei unterschiedliche Lasthorizonte simuliert, um den linearen Zu-

sammenhang zwischen Lastamplitude und Lebensdauer bei doppeltlogarithmischer 

Auftragung zu überprüfen und so ggf. Unplausibilitäten in der Simulation erkennen 

zu können.  

 

Abbildung 4-25: Belastung des Halbmodells bei R = -1 und R = 0  

 



5 Lebensdauerberechnung 

Die Berechnung der Lebensdauer erfolgt in Anlehnung an die FKM-Richtlinie Nicht-

linear [Fied 19], siehe Abschnitt 3.3. Diese benötigt als Eingangsgröße die Fließkurve, 

die den Zusammenhang zwischen äußerer Belastung und der örtlichen elastisch-plas-

tischen Dehnung beschreibt. Für gewöhnliche Bauteile unter proportionaler Last gilt 

diese Fließkurve auch bei Lastumkehr. Für eine Bauteilgruppe, wie die SPR-Verbin-

dung, können bei Lastumkehr andere Bereiche zum Tragen kommen, sodass sich für 

Zug- und Druckbelastung andere Fließkuren ergeben. Dies führt zu der bisher unge-

lösten Problemstellung, wie aus diesen unterschiedlichen Fließkurven, der örtliche 

Spannungs-Dehnungs-Pfad zu bilden ist. Daher wird dieser, wie in Kapitel 4 beschrie-

ben, in einer FE-Simulation mit elastisch-plastischem Werkstoffverhalten ermittelt. 

Daraus resultieren notwendige Änderungen bei der Anwendung der FKM-Richtlinie 

Nichtlinear. Diese sind im folgenden Kapitel beschrieben. Die rechnerische Lebens-

dauerabschätzung wird auch für den Stanzniet durchgeführt, obwohl der Werkstoff 

mit einer Zugfestigkeit von 1637 MPa außerhalb des Anwendungsbereichs von maxi-

mal 1200 MPa der FKM-Richtlinie Nichtlinear für Stahlwerkstoffe liegt.  

5.1 Beschreibung der Beanspruchung 

Zur Beschreibung der Beanspruchung dient der Schädigungsparameter PRAM, siehe 

Gleichung 3-17. Die Eingangsgrößen Spannungsamplitude σa und Mittelspannung σm 

werden aus den mit elastisch-plastischem Werkstoffverhalten berechneten Vergleichs-

spannungen σV an den Umkehrpunkten der Belastung bestimmt. Die Dehnungs-

amplitude εa wird wie in [Fied 19] als fiktive Größe mit Hilfe der Spannungsamplitude 

aus dem Werkstoffgesetz nach Ramberg und Osgood [Ramb 43] bestimmt, siehe Glei-

chung 3-6. Der Einfluss der Höhe der Mittelspannung σm auf die Lebensdauer wird im 

Schädigungsparameter PRAM über den Faktor kM berücksichtigt. In diesen geht die Mit-

telspannungsempfindlichkeit M ein, die für alle verwendeten Werkstoffe experimen-

tell in spannungsgeregelten Versuchen bestimmt wurde. Da alle Versuchsergebnisse 

an stanzgenieteten Proben im Zeitfestigkeitsbereich vorliegen, wird für die Mit-

telspannungsempfindlichkeit M die des Zeitfestigkeitsbereichs MZF des jeweiligen 

Werkstoffs verwendet, siehe Tabelle 4-7. 

Für jeden Knotenpunkt an den Bauteiloberflächen des Fügepunkts liegen zwei Span-

nungstensoren an den Umkehrpunkten der Belastung, siehe Abbildung 4-25, vor. Für 

die Berechnung des Schädigungsparameters PRAM, siehe Gleichung 3-17, muss aus dem 

Spannungstensor T, siehe Gleichung 5-1, eine Vergleichsspannung σV berechnet wer-

den. Aus den Vergleichsspannungen an beiden Umkehrpunkten werden die Span-

nungsamplitude σa und die Mittelspannung σm berechnet.  
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T = [

σxx τxy τxz

τxy σyy τyz

τxz τyz σzz

]  5-1 

 σa = |
σV,1 - σV,2

2
|  5-2 

 σm = 
σV,1 + σV,2

2
  5-3 

In dieser Arbeit werden vier Methoden zur Berechnung der Vergleichsspannung nä-

her betrachtet: 

1. Von-Mises-Vergleichsspannung σV,M mit dem Vorzeichen des hydrostatischen 

Spannungsanteils 

2. Radialspannungskomponente σV,R, die in der Oberfläche liegt und zur Symmet-

rieachse des Fügepunkts zeigt 

3. Von-Mises-Vergleichsspannung σV,MR mit dem Vorzeichen der Radialspan-

nungskomponente 

4. Skalierte Normalspannung σV,SN 

Die erste Methode ist das Standardvorgehen in der FKM-Richtlinie Nichtlinear und 

wurde bereits in Abschnitt 3.3.1 näher erläutert. Auf die anderen Methoden wird im 

Folgenden eingegangen.  

Radialspannungskomponente 

Die Radialspannungskomponente σV,R liegt in der Oberfläche des Bauteils und zeigt 

zur Symmetrieachse des Fügepunkts. Damit wirkt diese senkrecht zu häufig auftre-

tenden Rissausbreitungsrichtungen bei zyklischer Belastung [Iyer 02, Chen 03, Iyer 05, 

Töll 10, Li 13, Otro 20] und wird daher durch die rissöffnende Wirkung als besonders 

schädigend angesehen. Für die Berechnung der Radialspannungskomponente muss 

demzufolge für jeden Elementknoten ein Einheitsvektor h berechnet werden, der in 

der Oberfläche des Bauteils liegt und zur Symmetrieachse des Fügepunkts zeigt. Die 

Normalspannungskomponente in Richtung des Vektors h entspricht der Radialspan-

nung. 

Das Vorgehen wird im Folgenden für einen Knotenpunkt Kn1 beschrieben. Das globale 

Koordinatensystem ist dabei so definiert, dass die y-Achse in der Symmetrieachse des 

Fügepunkts liegt. 

1. Um die Richtung des Vektors h in der Bauteiloberfläche zu definieren, wird 

durch eine lineare Regression eine Ebene berechnet, die im Bereich des Knotens 

Kn1 die Oberfläche beschreibt. In die Regression gehen die Koordinaten der um 

Kn1 liegenden Elementeckknoten Kn2 bis Knj ein. Die umliegenden Eckknoten 

werden bestimmt, indem alle Elemente, die den Knoten Kn1 enthalten, ermittelt 
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und anschließend alle Eckknoten an der Bauteiloberfläche aus diesen Elemen-

ten extrahiert werden. Bei einer Vernetzung mit Hexaeder-Elementen beträgt 

die Anzahl berücksichtigter Knoten j zwischen 4 und 9, abhängig von der Lage 

(Ecke, Kante, Mitte) des Knotens Kn1 in der Oberfläche. 

2. Die Koordinaten der Knoten Kni im globalen Koordinatensystem xi, yi und zi 

werden in der Matrix Pk zusammengefasst. Durch eine lineare Regression mit 

der Methode der kleinsten Quadrate [Zeid 13] durch die Knotenpunkte ergeben 

sich die Parameter a, b und c zur Beschreibung der Ebene Eb durch die Ele-

menteckknoten, siehe Gleichung 5-5.  

 

Pk = 

[
 
 
 
x1 y

1
z1

x2 y
2

z2

 ⋮  
xj y

j
zj ]
 
 
 

  5-4 

 Eb(x,y) = a∙x + b∙y + c  5-5 

3. Der Vektor h ist ein Einheitsvektor, der von dem betrachteten Knoten zur Sym-

metrieachse des Fügepunkts zeigt und in der Ebene E liegt. 

 

h̅ = [

-x1

-y
1
-

c

b
-z1

]

T

  5-6 

 h =
h̅

‖h̅‖
  5-7 

4. Die Vergleichsspannung σV,R ist die Normalspannung der Ebene, die durch den 

Normalenvektor h beschrieben wird. Sie liegt dementsprechend in der Oberflä-

che des Bauteils in Richtung der Symmetrieachse des Fügepunkts und ist wie 

folgt zu berechnen. 

 σV,R= h ∙ T ∙ hT  5-8 

Von-Mises-Vergleichsspannung mit dem Vorzeichen der Radialspannungskomponente 

Die Von-Mises-Vergleichsspannung σV,MR mit dem Vorzeichen der Radialspannungs-

komponente berechnet sich analog zur Vergleichsspannung der FKM-Richtlinie 

Nichtlinear, siehe Gleichung 3-15. Anstatt dem Vorzeichen des hydrostatischen Span-

nungsanteils σH wird das Vorzeichen der Radialspannungskomponente σV,R verwen-

det. 

 
σV,MR = 

sign(σV,R)

√2
√(σxx-σyy)

2
+(σxx-σzz)

2+(σzz-σyy)
2
+6(τxy

2 +τyz
2 +τxz

2 )   5-9 
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Skalierte Normalspannung 

Bei auftretender nichtproportionaler Beanspruchung, d.h. wenn sich das Hauptach-

sensystem während der Belastung dreht, werden zur Bestimmung einer Vergleichs-

spannung häufig Verfahren der kritischen Schnittebene verwendet. Bei diesen Ansät-

zen werden die Spannungen in unterschiedliche Schnittebenen projiziert und so die 

Beanspruchung in unterschiedlichen Ebenen ausgewertet. Die Ebene, in der die größte 

Beanspruchung auftritt, wird als kritische Schnittebene bezeichnet. Neben der Lebens-

dauer kann so auch die Orientierung der Rissausbreitung bestimmt werden. [Soci 00, 

Step 01] 

Ein Verfahren der kritischen Schnittebene ist die skalierte Normalspannung nach 

Gaier und Dannbauer [Gaie 08]. In jeder Ebene wird zu jedem Zeitschritt die auftre-

tende Normalspannung σN senkrecht zur Ebene mit dem Faktor f skaliert, der abhän-

gig vom Spannungszustand und der Duktilität des Werkstoffs ist. Wächter et. al 

[Wäch 22] fassen den Rechenalgorithmus wie folgt zusammen, der hier für zwei Last-

schritte statt für längere Zeitreihen beschrieben wird. Für jeden auszuwertenden Kno-

ten des FE-Modells wird die folgende Prozedur durchlaufen:  

1. Berechnen der Hauptspannungen σ1, σ2 und σ3 aus dem Spannungstensor T, 

wobei gilt σ1 ≥ σ2 ≥ σ3. 

2. Beschreibung des Spannungszustands als Verhältnis V der Hauptspannungen: 

 
V ={

σ3

σ1
für |σ1| ≥ |σ3|

σ1

σ3
für |σ3| ≥ |σ1|

   5-10 

Für V ergeben sich Werte zwischen -1 und +1. Ganzzahlige Werte ergeben sich 

für die folgenden Spannungszustände: 

• Reiner Schub: V = -1 

• Reiner Zug/Druck: V = 0 

• Hydrostatischer Zustand: V = 1 

3. Berechnung des Skalierungsfaktors f: 

 f = 1 + (1 - 
1

fW,τ
)  ∙ V   5-11 

Der Schubwechselfestigkeitsfaktor fW,τ dient dabei der Beschreibung der Dukti-

lität des Werkstoffs und wird für die in dieser Arbeit verwendeten Werkstoffe 

mit 1/√3 nach [Renn 20] angenommen. 

4. Der Spannungstensor T wird durch Koordinatentransformation in unterschied-

liche Schnittebenen transformiert und in jeder Schnittebene die Normalspan-

nung σN ausgewertet. Diese wird mit dem Faktor f zur skalierten Normalspan-

nung: 

 σV,SN = σN ∙ f   5-12 

5. Die Schritte 1 bis 4 werden für die beiden Zeitschritte 3 und 4 der Last-Zeit-

Funktion in Abbildung 4-25 durchgeführt, sodass für jede Schnittebene zwei 
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Spannungswerte σV,SN,1 und σV,SN,2 vorliegen. Mit Gleichung 5-2 und 5-3 wer-

den anschließend die Spannungsamplitude σa und die Mittelspannung σm be-

stimmt. 

6. Für jede Schnittebene wird der Schädigungsparameter PRAM berechnet. Die 

Schnittebene, in der der größte Wert für den Schädigungsparameter auftritt, ist 

die kritische Schnittebene. Dieser Wert wird für die rechnerische Abschätzung 

der Lebensdauer dieses Knotens verwendet. 

5.2 Beschreibung der Beanspruchbarkeit 

Zur Beschreibung der Beanspruchbarkeit wird die Schädigungsparameter-Wöhlerli-

nie mit dem in [Wäch 16, Fied 19] beschriebenem bilinearen Ansatz (keine Berücksich-

tigung der Langzeitfestigkeit) verwendet, siehe Abschnitt 3.3.2. Die Parameter PRAM,Z, 

d1 und d2 werden mit der Maximum-Likelihood-Methode aus den dehnungsgeregel-

ten Versuchsergebnissen für eine Ausfallwahrscheinlichkeit PA = 50 % (f2,5% = 1), siehe 

Abschnitt 4.1.3, ermittelt. Für das Stahlblech liegen für den Bereich NA < 1000 Schwing-

spiele nur Versuchsergebnisse nahe der Stützstelle bei N = 1000 Schwingspiele vor. Die 

Bestimmung der Neigung d1 ist daher aus den Versuchsergebnissen nicht sinnvoll und 

es wird die Neigung d1 = -0,302 aus der Abschätzmethode verwendet, siehe Tabelle 

3-5 nach [Wäch 16]. Die sich ergebenen P-Wöhlerlinien für den Werkstoff sind in Ab-

bildung 5-1 zusammen mit den experimentellen Ergebnissen dargestellt. Für eine spä-

tere Diskussion sind auch die nach [Wäch 16] abgeschätzten Wöhlerlinien eingezeich-

net. Für das Stahl- und Aluminiumblech erfolgt eine gute Abschätzung. Für den Niet-

werkstoff, der aufgrund seiner hohen Zugfestigkeit außerhalb des Anwendungsbe-

reichs der Abschätzmethode liegt, ergeben sich große Abweichungen. In Tabelle 5-1 

sind die ermittelten Kennwerte zusammengefasst.  

Tabelle 5-1: Experimentelle Kennwerte zur Beschreibung der PRAM-Wöhlerlinie 

Werkstoff 
Stützstelle 

PRAM,Z,WS 
Neigung d1 Neigung d2 

Aluminiumblech 324 MPa -0,223 -0,165 

Stahlblech 780 MPa -0,302 -0,206 

Nietwerkstoff 1190 MPa -0,192 -0,124 
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Abbildung 5-1: Experimentell ermittelte und abgeschätzte P-Wöhlerlinien ohne Be-

rücksichtigung der Langzeitfestigkeit 

Statistischer Größeneinfluss 

Der statistische Größeneinfluss wird mit der statistischen Stützzahl nst beschrieben, 

siehe Abschnitt 3.3.2. Die Berechnung der hochbeanspruchten Oberfläche Aσ erfolgt 

standardmäßig mit einer FE-Simulation mit elastizitätstheoretischem Werkstoffver-

halten. Im Gegensatz dazu werden in dieser Arbeit die Simulationen an SPR-Verbin-

dungen mit elastisch-plastischem Werkstoffverhalten durchgeführt, um den örtlichen 

elastisch-plastischen Spannungs-Dehnungs-Pfad zu ermitteln. Es bietet sich daher an, 

aus diesen Simulationsergebnissen die statistische Stützzahl abzuleiten. Im Folgenden 

soll das Verhalten der hochbeanspruchten Oberfläche unter Berücksichtigung von 

elastisch-plastischem Werkstoffverhalten untersucht werden. 

Zur Beschreibung der Beanspruchung wird der Schädigungsparameter PRAM verwen-

det. Unter Annahme eines nichtlinearen Werkstoffverhaltens ist die hochbeanspruchte 

Oberfläche Aσ nach dem 90 %-Ansatz, siehe Abschnitt 3.3.2, abhängig von der Last-

höhe. In Abbildung 5-2 ist die Größe der Fläche Aσ der Werkstoffproben zur Bestim-

mung der zyklischen Werkstoffkennwerte, siehe Abschnitt 4.1.3, abhängig von der Be-

lastungshöhe gezeigt. Um alle drei Werkstoffe in einem Diagramm darstellen zu kön-

nen, wird die Beanspruchung PRAM auf die Stützstelle PRAM,Z,WS bezogen. Das Verhältnis 

PRAM/PRAM,Z,WS = 1 entspricht demnach einer rechnerischen Lebensdauer der Werkstoff-

probe von 1000 Schwingspielen. Bei einem Faktor von zwei beträgt die rechnerische 

Lebensdauer ca. 100 Schwingspiele. 
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Abbildung 5-2: Hochbeanspruchte Oberfläche der Werkstoffproben abhängig von 

der Beanspruchungshöhe 

Beispielhaft wird im Folgenden der Verlauf von Aσ des Aluminiumblechs (grüne 

durchgezogene Linie) näher diskutiert. Aσ bei PRAM/PRAM,Z,WS ≈ 0 entspricht der Lösung 

mit elastizitätstheoretischem Werkstoffverhalten.  

In Abbildung 5-3 ist die Verteilung der Beanspruchung PRAM in der Werkstoffprobe 

dargestellt. Der rot dargestellte Bereich entspricht der Fläche Aσ. Bei einer Belastung, 

die zu einer Beanspruchung von PRAM = 1 MPa führt, gehen in die hochbeanspruchte 

Oberfläche vor allem die Bereiche um die Radienübergänge und die Mitte der Probe 

ein. In diesem Zustand gilt für eine relativ große Anzahl an Elementknoten 89,9 % < 

PRAM,i/PRAM,max < 90 %, d.h. sie werden nicht in Aσ berücksichtigt. Bei Überschreiten ei-

nes Grenzwerts von ca. 50 MPa steigt Aσ sprunghaft um 58 % an. Durch das nichtline-

are Werkstoffverhalten bewirkt eine Zunahme des plastischen Dehnungsanteils von 

nur 10-13 am Grenzwert, dass das Beanspruchungsverhältnis für die oben beschriebene 

relativ große Anzahl an Elementknoten gleichzeitig soweit erhöht wird, dass alle die 

90 %-Grenze überschreiten, vgl. größeren roten Bereich in Abbildung 5-3 bei 

PRAM = 50 MPa. Durch weitere Steigerung der Last verändert sich die Größe von Aσ 

solange nicht, bis der plastische Dehnungsanteil eine relevante Größenordnung an-

nimmt. Von da an steigt Aσ bis zu einem Maximum bei ca. 300 MPa an, bis PRAM im 

mittleren Bereich der Probe schneller als in den Randbereichen der roten Fläche an-

steigt und die Größe von Aσ wieder abnimmt. 
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Abbildung 5-3: Hochbeanspruchte Oberfläche der LCF-Probe aus Aluminiumblech 

Das Stahlblech verhält sich analog zum Aluminiumblech. Aufgrund der geringeren 

Blechdicke von 1,5 mm statt 2 mm ist Aσ bei PRAM ≈ 0 MPa etwas kleiner als beim Alu-

miniumblech. Das Maximum im Verlauf von Aσ tritt früher auf und der anschließende 

Abfall ist geringer aufgrund des größeren Verfestigungsexponenten n‘ von 0,136 im 

Gegensatz zu n‘ = 0,079 beim Aluminiumblech.  

Aufgrund der Rundprobe mit einer Taillierung aus ineinander übergehenden Radien, 

siehe Abbildung 11-2B im Anhang, die zur Ermittlung der zyklischen Werkstoffkenn-

werte des Nietwerkstoffs verwendet wurde, tritt weder ein Sprung noch ein Maxi-

mum im Verlauf von Aσ auf. Stattdessen kommt es ab einer bestimmten Belastungs-

höhe zu einem Abfall aus denselben Gründen wie beim Stahl und Aluminium. 

Für die statistische Stützzahl nst muss sich bei der Berechnung der Werkstoffproben 

ein nst = 1 ergeben. Um dies zu erreichen, muss für die Referenzfläche Aref kein kon-

stanter Wert wie in [Fied 19] mit Aref = 500 mm² verwendet werden, sondern der jewei-

lige Verlauf in Abbildung 5-2. Da der Umgang mit einer lastabhängigen Referenzflä-

che umständlich ist und der Einfluss der Größe der Referenzfläche auf nst gering ist, 

wird ein konstanter Wert für Aref verwendet. Für das Aluminium- und Stahlblech wird 

der Wert nach dem Sprung in Abbildung 5-2 verwendet. Kleinere Lasten führen im 

Zeitfestigkeitsbereich nicht zum Versagen und bei größeren Lasten ergibt sich durch 

das kleiner verwendete Aref eine konservative Lebensdauerabschätzung. Das im Fol-

genden verwendete Aref ist in Tabelle 4-8 zusammengefasst. Zusätzlich ist der Wert 

AmaxAbw mit der maximalen Abweichung zu Aref angegeben, der beim Aluminium- und 

Stahlblech dem Maximum des Verlaufs in Abbildung 5-2 entspricht. Mit dieser Fläche 

als Aref würden sich 14 % bzw. 8 % längere Lebensdauern ergeben. Dieses Potential 

wird durch ein konstantes Aref nicht genutzt. Für den Nietwerkstoff wird das elastizi-

tätstheoretische Aref (PRAM/PRAM,Z,WS ≈ 0) verwendet, da Aσ bis PRAM,Z,WS nahezu konstant 

ist und ein Abfall erst bei sehr hohen Lasten auftritt. Sehr hohe Lasten, die in den fol-

genden Untersuchungen nicht am Niet auftreten, würden zu einer unsicheren Lebens-

dauerabschätzung führen. 
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Tabelle 5-2: Referenzfläche Aref 

Werkstoff Aref AmaxAbw NmaxAbw/Nref 

Aluminiumblech 244 mm2 373 mm2 1,14 

Stahlblech 228 mm2 362 mm2 1,08 

Nietwerkstoff 108 mm2 84 mm2 0,93 

Bruchmechanischer Größeneinfluss 

Der bruchmechanische Größeneinfluss wird über die bruchmechanische Stützzahl nbm 

quantifiziert, siehe Abschnitt 3.3.2. Diese ist abhängig von der statistischen Stützzahl 

nst, der Zugfestigkeit Rm und dem Spannungsgradienten G. Durch die Bedingung in 

Gleichung 3-31 kann sich nur nbm ≥ 1 ergeben. Damit nbm einen Einfluss auf die Lebens-

dauer hat, muss der Spannungsgradient G einen Grenzwert GGrenz überschreiten, der 

abhängig von der Höhe der statistischen Stützzahl nst und damit von der hochbean-

spruchten Oberfläche Aσ ist. Treten im Bauteil nur Spannungsgradienten unterhalb 

des Grenzwerts GGrenz auf, ergibt sich nbm = 1 und es ist nicht notwendig, die bruchme-

chanische Stützzahl zu bestimmen. In Abbildung 4-18 ist der Grenzwert GGrenz für die 

drei verwendeten Werkstoffe in Abhängigkeit der hochbeanspruchten Oberfläche dar-

gestellt. Der kleinste Grenzwert tritt für das Stahlblech auf. Aufgrund der geringen 

Größe eines SPR-Fügepunkts ergeben sich sehr kleine hochbeanspruchte Oberflächen, 

wodurch für das Stahlblech Spannungsgradienten von G > 10 mm-1 nötig sind, um 

einen Einfluss des bruchmechanischen Größeneinflusses zu berechnen. Derart große 

Spannungsgradienten treten in keinem der Simulationsmodelle in den folgenden Ka-

piteln auf, wodurch immer nbm = 1 gewählt wird. Im ungünstigen Fall eines berechne-

ten nbm > 1 würde die Wahl von nbm = 1 zu einer konservativen Lebensdauerabschät-

zung führen. Dadurch entfällt die Bestimmung des Spannungsgradienten bei FE-Ana-

lysen mit elastisch-plastischem Werkstoffverhalten, bei denen sich im Vergleich zu FE-

Analysen mit elastischem Werkstoffverhalten tendenziell kleinere Spannungsgradien-

ten ergeben. Da die Gleichung zur Bestimmung der bruchmechanischen Stützzahl auf 

elastizitätstheoretischen Spannungsgradienten beruht, müssten zusätzlich Beanspru-

chungssimulationen mit elastischem Werkstoffverhalten an den Fügepunkten durch-

geführt werden, bei denen sich aufgrund der nichtlinearen Kontakte abweichende Be-

anspruchungsverteilungen und Orte der Beanspruchungsmaxima ergeben können. 
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Abbildung 5-4: Spannungsgradient GGrenz für nbm > 1 in Abhängigkeit der hochbean-

spruchten Oberfläche 

Oberflächenrauheit 

Bei den verwendeten Blechwerkstoffen handelt es sich um Feinbleche mit glatter Ober-

flächenstruktur, für die im Ausgangszustand kein Einfluss der Oberflächenrauheit zu 

berücksichtigen ist, da auch die Werkstoffkennwerte an diesen Feinblechen mit unbe-

arbeiteter Oberfläche ermittelt wurden. Unter Beanspruchung bilden sich an den Flä-

chen mit erhöhter Reibung Bereiche aus, in denen durch Abrieb die Oberflächenrau-

heit ansteigt, [Chen 03, Han 06, Li 14, Zhan 19, Woo 22]. Werte für die Höhe der Rau-

heit Rz innerhalb der Fügeverbindung werden in der Literatur nicht angegeben. Auf-

grund der fehlenden Datenlage wird im Folgenden der Rauheitsfaktor KR,P = 1 verwen-

det. 

5.3 Berechnung der Fügepunktlebensdauer 

Für die Oberfläche eines jeden Bauteils des Fügepunkts wird einzeln eine Lebensdau-

erberechnung durchgeführt. So ergeben sich zu jeder aufgebrachten Belastungs-

amplitude je eine Lebensdauer für den Niet, den Butzen sowie das stempelseitige und 

das matrizenseitige Blech. Aus den drei (oder mehr) rechnerischen Lebensdauern bei 

unterschiedlichen Belastungsamplituden werden mit einer linearen Regression, 

[DIN 50100], Zeitfestigkeitsgeraden erstellt, siehe Abbildung 5-5. Die Lebensdauer der 

gesamten SPR-Verbindung entspricht der kürzesten Lebensdauer der einzelnen Kom-

ponenten. Bei sich schneidenden Wöhlerlinien der Einzelkomponenten kann sich so 
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eine Gesamt-Zeitfestigkeitsgerade mit Knick ergeben, siehe Abbildung 5-5. Die rech-

nerischen Lebensdauern Nrech werden zu den experimentellen Lebensdauern Nexp bei 

gleicher Lastamplitude Fa aus der rechnerischen Wöhlerlinie ermittelt. 

 
Abbildung 5-5: Schematische Darstellung der experimentellen und rechnerischen 

Zeitfestigkeitsgeraden 

Fa

(log)

NA (log)Nexp,2Nexp,1

Fa,1

Nrech,1 Nrech,2

Fa,2 exp. Wöhlerlinie
rechn. Wöhlerlinie
Stempelseitiges Blech
Matrizenseitiges Blech
Niet
Butzen





6 Randbedingung für die Anwendung des Konzepts 

Zur Anwendung des zuvor beschriebenen Vorgehens müssen vorab folgende Fragen 

geklärt werden: 

1. Zwischen welchen Kontaktflächen in der SPR-Verbindung wird ein Übermaß 

zur Erzeugung einer Vorspannung aufgebracht, um die Wirkung von Eigen-

spannungen zu berücksichtigen? 

2. Wie groß ist das Übermaß zu wählen? 

3. Wie groß sind die Reibparameter zwischen den unterschiedlichen Werkstoffen 

zu wählen? 

Zur Beantwortung dieser Fragen werden rechnerisch Lebensdauern ermittelt, wobei 

die gesuchten Parameter variiert werden, um diese anschließend mit experimentellen 

Lebensdauern zu vergleichen. Zur Bewertung werden die statistischen Größen Me-

dian m und Streuspanne T herangezogen, wobei m = 1 und T = 1 einer exakten Lebens-

dauerabschätzung entsprechen. Da ein von Eins abweichender Median vergleichs-

weise einfach durch eine Korrektur der Lebensdauer um einen konstanten Faktor an-

gepasst werden kann, ist es das Ziel, die Kombination der gesuchten Parameter zu 

ermitteln, für die sich die kleinste Streuspanne T ergibt. 

Die experimentellen Lebensdauern stammen aus dem Projekt Stanznieten I [Mesc 16]. 

Die drei untersuchten Fügepunkte, siehe Tabelle 4-1, werden zyklisch in Form von 

KS2-Proben bis zum Anriss geprüft. Dieser wird bei Prüfung auf einem Resonanzprüf-

stand bei einem Frequenzabfall von 0,1 Hz definiert. Dies entspricht nach [Töll 10] 

einer Anrisslänge zwischen 0,2 mm und 0,9 mm. Aus dem umfangreichen Versuchs-

programm liegen 21 Zeitfestigkeitsgeraden mit je ca. 15 Proben vor, bei denen der 

Lasteinleitungswinkel ϑ zwischen 0°, 30°, 60° und 90° und das Spannungsverhältnis R 

zwischen -1 und 0 variiert wird. Im Fall von ϑ = 90° findet ausschließlich eine Prüfung 

bei R = 0 statt.  

In Abbildung 6-1 bis Abbildung 6-3 sind die sich ergebenen Zeitfestigkeitsgeraden 

dargestellt. Im Anhang sind in Tabelle 11-1 bis Tabelle 11-6 die Einzelversuchsergeb-

nisse und Parameter zur Beschreibung der Zeitfestigkeitsgeraden zusammengefasst. 

Für alle drei Werkstoffkombinationen ergibt sich eine geringere Festigkeit bei steigen-

dem Lasteinleitungswinkel ϑ und bei überlagerter Mittellast. 
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Abbildung 6-1: Zeitfestigkeitsgeraden der Fügeverbindung Aluminium-Aluminium, 

nach [Mesc 16] 

 
Abbildung 6-2: Zeitfestigkeitsgeraden der Fügeverbindung Aluminium-Stahl, nach 

[Mesc 16] 
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Abbildung 6-3: Zeitfestigkeitsgeraden der Fügeverbindung Stahl-Aluminium, nach 

[Mesc 16] 

Zur Beantwortung der drei Fragen nach den Kontaktpartnern mit Übermaß, Höhe der 

Übermaße und den Reibwerten spannt sich ein großer Parameterraum für die rechne-

rische Lebensdauerabschätzung auf, der die folgenden Bereiche abdeckt:  

• Übermaße zwischen den Kontaktflächen: 

o Stempelseitiges Blech (SB) - Matrizenseitiges Blech (MB) 

o Stempelseitiges Blech - Niet 

o Matrizenseitiges Blech - Niet 

o Niet - Butzen 

o Matrizenseitiges Blech - Butzen 

• Höhe der Übermaße 

• Reibwerte zwischen den Werkstoffen: 

o Aluminium - Aluminium  

o Aluminium - Stahl 

o Aluminium - Niet 

o Stahl - Niet 

Für jede Parameterkombination müssen nun alle 21 Zeitfestigkeitsgeraden rechnerisch 

abgeschätzt werden. Die Abschätzung beinhaltet dabei für jede Zeitfestigkeitsgerade 

die Durchführung von mindesten drei FE-Simulationen bei unterschiedlicher Last-

höhe, womit sich ein Umfang von 63 FE-Simulationen ergibt. Liegen die berechneten 

Lebensdauern nicht im Zeitfestigkeitsbereich, müssen ggf. weitere Simulationen bei 
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anderen Lasthöhen durchgeführt werden. Durch die Verwendung von reibungsbehaf-

teten Kontakten, nichtlinearem Werkstoffverhalten und einer feinen Vernetzung, er-

geben sich mit dem zur Verfügung stehenden System Berechnungsdauern von ca. ei-

ner Woche für alle 21 Zeitfestigkeitsgeraden einer Parameterkombination. Die Ver-

wendung des großen Parameterraums, in dem sich mehrere tausend Parameterkom-

binationen ergeben würden, ist daher aus zeitlichen Gründen nicht möglich.  

Um den Berechnungsumfang auf einen händelbaren Umfang zu reduzieren, werden 

die drei Fragen getrennt voneinander betrachtet. Für die Untersuchung des Einflusses 

des Übermaßes wird nur die Aluminium-Aluminium-Verbindung berücksichtigt, 

wodurch sich die Anzahl der zu berechnenden Zeitfestigkeitsgeraden je Parameter-

kombination von 21 auf 7 reduziert. Die gewonnen Erkenntnisse werden anschließend 

auf die übrigen Verbindungen übertragen. Die Ermittlung der Reibwerte erfolgt zu-

nächst ebenfalls an der Aluminium-Aluminium-Verbindung, da diese nur die Werk-

stoffpaarungen Aluminium-Aluminium und Aluminium-Niet enthält. Anschließend 

werden alle drei Verbindungen berücksichtigt. Das genaue Vorgehen ist in den fol-

genden Abschnitten näher beschrieben.

6.1 Einfluss des Übermaßes 

Das Einbringen von Übermaßen in der Verbindung durch einen Versatz der Kontakt-

flächen soll die fügetechnischen Vorspannungen in der Verbindung darstellen. Diese 

kann an den fünf Kontaktpaarungen aufgebracht werden:  

• Stempelseitiges Blech (SB) - Matrizenseitiges Blech (MB) 

• Stempelseitiges Blech - Niet 

• Matrizenseitiges Blech - Niet 

• Niet - Butzen 

• Matrizenseitiges Blech - Butzen 

Zusätzlich kann die Höhe des Übermaßes variiert werden, wodurch sich eine unend-

liche Anzahl von Kombinationsmöglichkeiten ergibt. In einem ersten Schritt soll daher 

geklärt werden, zwischen welchen Kontaktflächen am sinnvollsten ein Übermaß auf-

gebracht werden kann. Dabei werden zwei Zustände verwendet: 

• Übermaß von 0 µm (entspricht dem Originalzustand) 

• Übermaß von 10 µm 

Dadurch ergibt sich eine Anzahl von 32 Kombinationsmöglichkeiten. In den Simulati-

onen zeigt sich schnell, dass sich ohne Übermaß zwischen dem stempel- und matri-

zenseitigen Blech große Streuspannen T ergeben. Um die Anzahl der Kombinationen 

weiter zu reduzieren, werden daher die Fälle ohne Übermaß zwischen stempel- und 

matrizenseitigem Blech, bis auf den Fall ganz ohne Übermaße, nicht berücksichtigt. 

Die sich ergebenen 17 Kombinationsmöglichkeiten sind in Tabelle 6-1 zusammenge-

fasst.  
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Tabelle 6-1: Übermaß zwischen den Kontaktflächen 

Nr. 
Übermaß 

SB-MB 

Übermaß 

SB-Niet 

Übermaß 

MB-Niet 

Übermaß 

Niet-Butzen 

Übermaß 

MB-Butzen 

V1 0 µm 0 µm 0 µm 0 µm 0 µm 

V2 10 µm 0 µm 0 µm 0 µm 0 µm 

V3 10 µm 0 µm 0 µm 0 µm 10 µm 

V4 10 µm 0 µm 0 µm 10 µm 0 µm 

V5 10 µm 0 µm 0 µm 10 µm 10 µm 

V6 10 µm 0 µm 10 µm 0 µm 0 µm 

V7 10 µm 0 µm 10 µm 0 µm 10 µm 

V8 10 µm 0 µm 10 µm 10 µm 0 µm 

V9 10 µm 0 µm 10 µm 10 µm 10 µm 

V10 10 µm 10 µm 0 µm 0 µm 0 µm 

V11 10 µm 10 µm 0 µm 0 µm 10 µm 

V12 10 µm 10 µm 0 µm 10 µm 0 µm 

V13 10 µm 10 µm 0 µm 10 µm 10 µm 

V14 10 µm 10 µm 10 µm 0 µm 0 µm 

V15 10 µm 10 µm 10 µm 0 µm 10 µm 

V16 10 µm 10 µm 10 µm 10 µm 0 µm 

V17 10 µm 10 µm 10 µm 10 µm 10 µm 

Für diese werden nun die sieben Zeitfestigkeitsgeraden der Aluminium-Aluminium-

Verbindung rechnerisch bestimmt. Als Reibwerte werden an dieser Stelle zunächst 

zwischen den Aluminiumblechen µAlu-Alu = 1,73 und zwischen dem Aluminium und 

dem Niet µAlu-Niet = 0,6 angenommen. Die Auswertung der Beanspruchungen erfolgt 

mit den vier in Abschnitt 5.1 beschriebenen Vergleichsspannungen:  

• Von Mises-Vergleichsspannung σV,M mit dem Vorzeichen des hydrostatischen 

Spannungsanteils 

• Radialspannung σV,R 

• Von Mises-Vergleichsspannung σV,MR mit dem Vorzeichen der Radialspannung 

• Skalierte Normalspannung σV,SN 

Die Auswertung der von Mises-Vergleichsspannung σV,M mit dem Vorzeichen des 

hydrostatischen Spannungsanteils zeigt, dass diese nicht geeignet ist, die Beanspru-

chungssituation in einem SPR-Fügepunkt unter zyklischer Last zu beschreiben. Auf-

grund der reibungsbehafteten, nichtlinearen Kontakte kann lokal eine nichtproportio-

nale Beanspruchung entstehen, obwohl die außen anliegende Belastung eine propor-

tionale ist. Durch das daraus resultierende Drehen des Hauptachsensystems können 
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nicht plausible Sprünge im Vorzeichen der Vergleichsspannung entstehen, vgl. Glei-

chung 3-15. Beim Betrachten der Spannungsamplitude bzw. des Schädigungsparame-

ters ergeben sich dadurch an einzelnen Knoten Singularitäten. 

Dies wird an einem Beispiel für die Parameter V16 bei einem Lasteinleitungswinkel 

ϑ = 30° und einem Spannungsverhältnis R = -1 veranschaulicht. Im matrizenseitigen 

Blech treten an einzelnen Knotenpunkten deutlich höhere Beanspruchungen auf als in 

den sie umgebenden Knoten. In Abbildung 6-10 ist die Beanspruchung in Form des 

Schädigungsparameters PRAM dargestellt. Am höchstbeanspruchten Knoten ergibt sich 

PRAM = 1396 MPa und eine daraus resultierende Anrissschwingspielzahl NA = 14, der 

dadurch der rechnerische Versagensort ist. An den umgebenen Knoten ist die Bean-

spruchung mit PRAM ≈ 50 MPa wesentlich geringer, sodass diese mit einer Anrissle-

bensdauer von NA ≈ 109 nicht als Versagensort im Zeitfestigkeitsbereich in Frage kom-

men. Diese Singularitäten treten in jeder Simulation häufig auf und führen zu geringen 

Lebensdauern und teilweise Zeitfestigkeitsgeraden mit negativer Neigung. Aufgrund 

der Häufigkeit des Auftretens ist ein manuelles Aussortieren dieser Singularität wirt-

schaftlich nicht sinnvoll. Daher wird die Vergleichsspannung σV,M im weiteren Verlauf 

dieser Arbeit nicht betrachtet. Auch bei den anderen Vergleichsspannungen können 

vereinzelt Singularitäten auftreten (in sinkender Häufigkeit: σV,MR, σV,SN, σV,R), die ma-

nuell aus der Wertung genommen werden. 

 
Abbildung 6-4: Beanspruchungen bei Auswertung der Vergleichsspannung σV,M 

In Tabelle 6-2 sind die sich ergebenen Mediane m und Streuspannen T für die drei 

übrigen Vergleichsspannungen angegeben. Der Fokus liegt dabei auf der Minimie-

rung der Streuspanne. Ohne Vorspannung in der SPR-Verbindung (V1) ergeben sich 

sehr große Streuspanne, die hauptsächlich auf die schlechte Abschätzung bei ϑ = 0° 

PRAM in MPa
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und R = -1 zurückzuführen sind. Mit Erhöhung der Anzahl der Flächen, auf die ein 

Übermaß aufgebracht wird, verringert sich die Streuspanne. Das jeweils beste Ergeb-

nis ist grün markiert. Für alle drei Vergleichsspannungen ergibt sich bei V16 die ge-

ringsten Streuspannen. Das absolute Minimum stellt sich mit T = 6,5 bei Auswertung 

der skalierten Normalspannung σV,SN bei V16 ein. Die Kombination V16 wird daher in 

den weiteren Untersuchungen näher betrachtet. 

Tabelle 6-2: Mittelwerte und Streuspannen in Abhängigkeit von der Höhe der Über-

maße zwischen den Kontaktflächen 

 Radialspannung σV,R 
Vorzeichenb. Mises 

σV,MR 

Skalierte Normal-

spannung σV,SN 

Nr. m T m T m T 

V1 8,3 1116,7 2,3 215,0 10,5 793,5 

V2 4,7 70,6 3,1 22,3 8,4 56,8 

V3 12,3 41,0 5,0 20,7 19,3 40,0 

V4 6,1 51,5 3,4 40,1 8,6 33,0 

V5 8,3 65,6 3,7 19,4 12,8 37,7 

V6 1,0 30,4 0,8 19,3 1,4 27,8 

V7 1,0 33,3 0,8 21,1 1,4 30,0 

V8 1,1 68,2 0,7 19,4 1,6 43,6 

V9 1,1 69,6 0,7 23,5 1,4 46,3 

V10 2,9 22,2 3,6 12,5 3,9 15,6 

V11 3,4 23,4 8,4 107,5 4,6 15,9 

V12 3,8 26,7 6,4 18,6 4,6 10,3 

V13 3,8 28,6 11,4 20,9 4,9 10,7 

V14 1,4 16,1 1,3 8,9 1,9 10,6 

V15 1,7 19,9 1,4 7,8 2,3 11,2 

V16 1,5 9,5 1,8 6,9 2,1 6,5 

V17 1,7 16,9 1,9 8,6 2,0 9,5 

Die Höhe des gewählten Übermaßes von 10 µm wurde als erster Anhaltswert gewählt. 

Welchen Einfluss die Höhe des Übermaßes auf die Verbindung hat, wird mit Hilfe des 

Parameterraums in Tabelle 6-3 untersucht. Die Kombination H2 entspricht dabei der 

zuvor untersuchten Kombination V16. 
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Tabelle 6-3: Vorspannungen zwischen den Kontaktflächen 

Nr. 
Versatz  

SB-MB 

Versatz 

SB-Niet 

Versatz 

MB-Niet 

Versatz 

Niet-Butzen 

Versatz 

MB-Butzen 

H1 5 µm 5 µm 5 µm 5 µm 0 µm 

H2 = V16 10 µm 10 µm 10 µm 10 µm 0 µm 

H3 15 µm 15 µm 15 µm 15 µm 0 µm 

H4 20 µm 20 µm 20 µm 20 µm 0 µm 

H5 30 µm 30 µm 30 µm 30 µm 0 µm 

Die Höhe des Übermaßes hat vor allem einen Einfluss auf den Median der einzelnen 

Versuchsreihen. Dadurch ergeben sich bei großer Abweichung der einzelnen Mediane 

große Streuspannen bei Auswertung der gesamten Versuchsdaten. Als beste Höhe für 

das Übermaß ergeben sich die schon zuvor verwendeten 10 µm, siehe Tabelle 6-4. 

Tabelle 6-4: Mittelwerte und Streuspannen in Abhängigkeit von der Höhe der Vor-

spannung zwischen den Kontaktflächen 

 Radialspannung σV,R 
Vorzeichenb. Mises 

σV,MR 

Skalierte Normalspan-

nung σV,SN 

Nr. m T m T m T 

H1 4,7 36,8 2,1 16,8 5,9 32,6 

H2 = V16 1,5 9,5 1,8 6,9 2,1 6,5 

H3 1,5 86,9 3,1 530,7 2,6 33,9 

H4 1,8 301,8 4,3 1336,2 2,9 131,9 

H5 2,8 1659,0 4,1 830,2 4,9 192,7 

Aufgrund dieser Ergebnisse wird in den folgenden Abschnitten in allen Simulationen 

ein Übermaß von 10 µm auf die Kontakte zwischen den Flächen 

• Stempelseitiges Blech - Matrizenseitiges Blech  

• Stempelseitiges Blech - Niet 

• Matrizenseitiges Blech - Niet 

• Niet - Butzen 

aufgebracht. 

6.2 Einfluss der Reibwerte 

Einen Einfluss auf das Verhalten der simulierten Fügeverbindung haben die Reib-

werte, die in der Verbindung zwischen den einzelnen Körpern angenommen werden. 

Diese gilt es für die Werkstoffpaare  

• Aluminium - Aluminium  

• Aluminium - Stahl 
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• Aluminium - Niet 

• Stahl - Niet 

zu ermitteln.  

Dies soll durch eine Optimierung geschehen. Für jeden Reibwert wird ein Startwert 

gewählt. Diese werden um einen festen Faktor von 1,2 erhöht bzw. verringert und für 

alle Kombinationen aus diesen Werten werden die rechnerischen Lebensdauern be-

stimmt und Streuspannen abgeleitet. Die Kombination an Reibparametern, für die sich 

die geringste Streuspanne T ergibt, dient als Startwert für den nächsten Iterations-

schritt. Ergibt sich in einem Iterationsschritt die geringste Streuspanne für die Kombi-

nation an Reibwerten, die dem gewählten Startwert entspricht, wird die Optimierung 

abgeschlossen. Diese Kombination an Reibwerten entspricht dann den empfohlenen 

Reibwerten, die im dann folgenden Teil der Arbeit verwendet werden.  

Für vier zu ermittelnde Reibwerte ergeben sich 34 = 81 Kombinationen für die erste 

Iteration. Als Startwerte für die zweite Iteration können sich bei drei Vergleichsspan-

nungen auch drei Kombinationen ergeben, sodass sich bis zu 188 neue Kombinationen 

ergeben können. Für eine dritte Iteration ergeben sich bis zu 195 weitere Kombinatio-

nen. Für jede dieser Kombinationen müssen 21 Zeitfestigkeitsgeraden berechnet wer-

den, mit einer Simulationszeit von ca. einer Woche. Dieses Vorgehen ist daher aus 

zeitlichen Gründen nicht umsetzbar.  

Um den zeitlichen Aufwand einzuschränken, wird in einem ersten Schritt nur die SPR-

Verbindung Aluminium-Aluminium betrachtet. In dieser treten nur die zwei Werk-

stoffpaarungen 

• Aluminium - Aluminium  

• Aluminium - Niet 

und damit nur die Reibwerte µAlu-Alu und µAlu-Niet auf. Für das zuvor beschriebene Vor-

gehen ergeben sich so nur 32 = 9 Kombinationen für die erste Iteration, maximal 13 für 

die zweite und maximal 15 für die dritte Iteration. Zusätzliche reduziert sich die An-

zahl zu berechnender Zeitfestigkeitsgeraden auf sieben und damit die Simulationszeit 

je Kombination auf ca. zwei Tage.  

In einem zweiten Schritt werden rechnerische Lebensdauern für die SPR-Verbindun-

gen Aluminium-Stahl und Stahl-Aluminium bestimmt. In diesen Verbindungen treten 

die Werkstoffpaarungen  

• Aluminium - Stahl 

• Aluminium - Niet 

• Stahl - Niet 

und damit die Reibwerte µAlu-Stahl, µAlu-Niet und µStahl-Niet auf. Der Wert für µAlu-Niet wird 

aus dem ersten Schritt an der Aluminium-Aluminium-Verbindung übernommen, 
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wodurch nur noch zwei Variablen übrigbleiben. Für die Optimierung ergibt sich da-

mit dieselbe maximale Anzahl an Kombinationen wie im ersten Schritt. Die Bestim-

mung des besten Ergebnisses erfolgt durch Auswertung aller Verbindungen gemein-

sam.  

6.2.1 Verbindung Aluminium - Aluminium 

Einige Literaturstellen [Chen 03, Han 06, Li 13, Zhan 19, Woo 22] zeigen, dass sich im 

Fügepunkt bedingt durch Flächenpressung und Schlupf unter zyklischer Belastung 

Bereiche ausbilden, in denen die Rauheit der Blechoberfläche im Vergleich zum ur-

sprünglichen Blechwerkstoff ansteigt. Explizite Werte für die Rauheit und den Reib-

wert werden in diesen Untersuchungen nicht ermittelt. Ramakrishna und Raman 

[Rama 05] haben das Reibverhalten von Aluminium AA6061-T6 in Abhängigkeit von 

der Höhe der Flächenpressung bei zyklischer Belastung untersucht. Dabei zeigt sich 

eine Erhöhung des Reibwerts von µ ≈ 0,15 auf ein Reibwert von bis zu µ ≈ 1,2, der sich 

nach 1000 aufgebrachten Schwingspielen einstellt. Die Erhöhung der Reibwerte wird 

auf eine Erhöhung der Oberflächenrauigkeit zurückgeführt, die durch folgende drei 

Effekte begründet wird: 

1. Verschweißen und Ausreißen kleiner Metallfragmente, die anschließend oxi-

dieren. 

2. Entstehung von Unebenheiten durch die Unebenheiten des Kontaktpartners. 

3. Entstehung von Riefen durch die sich in der Verbindung befindenden harten 

Oxidpartikel. 

Zumindest die Effekte 1 und 3 treffen auch auf die in dieser Arbeit untersuchten Fü-

gepunkte zu, denn das Oxid Al2O3 tritt in der Verbindung wie auch bei [Iyer 02, 

Chen 03, Iyer 05, Han 06, Zhan 19, Woo 22] auf. 

Ähnliche Untersuchungen haben Hintikka et al. [Hint 15] an vergütetem Stahl durch-

geführt. Der Verlauf des Reibwerts steigt ebenfalls bis ca. 1000 Schwingspiele auf einen 

Wert von bis zu µ = 1,2 an. Im Gegensatz zu den Versuchen an Aluminium [Rama 05] 

fällt dieser Wert im weiteren Versuchsverlauf wieder ab, bis er sich bei µ ≈ 0,8 stabili-

siert. 

Als Startwert für die folgende Untersuchung dienen die rechnerischen Lebensdauern 

mit µAlu-Alu = 1,73 und µAlu-Niet = 0,6 aus den vorherigen Untersuchungen (Versuch V16). 

In Tabelle 6-5 sind die Reibwerte der FE-Simulation zusammengefasst. In Tabelle 6-6 

sind die sich ergebenen Mediane m und Streuspannen T der drei Vergleichsspannun-

gen gegeben. Das beste Ergebnis (kleinste Streuspanne) eines Iterationsschritts ist gelb 

hinterlegt, das insgesamt beste Ergebnis grün. Für die Radialspannung sind nur zwei 

Iterationsschritte nötig, für die Übrigen vier. Die geringste Streuspanne weist dabei 

die Auswertung der Mises-Vergleichsspanung mit dem Vorzeichen der Radialspan-

nung mit T = 4,4 auf (Kombination R19).  
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Tabelle 6-5: Reibwerte für FE-Simulation mit Verbindung Aluminium-Aluminium 

Nr. µAlu-Alu µAlu-Niet Iteration 

R1 = V16 1,73 0,60 Start 

R2 2,08 0,60 

1. 

R3 1,73 0,72 

R4 2,08 0,72 

R5 1,44 0,60 

R6 1,73 0,50 

R7 1,44 0,50 

R8 2,08 0,50 

R9 1,44 0,72 

R10 1,2 0,6 

2. 

R11 1,2 0,5 

R12 1,2 0,72 

R13 1,73 0,86 

R14 2,08 0,86 

R15 1,44 0,86 

R16 2,5 0,72 

R17 2,5 0,86 

R18 2,5 0,6 

R19 1,44 1,03 

3. 

R20 1,73 1,03 

R21 1,2 0,86 

R22 1,2 1,03 

R23 2,08 1,03 

R24 1,44 1,24 

4. 
R25 1,73 1,24 

R26 1,2 1,24 

R27 2,08 1,24 

Die rechnerischen Lebensdauern der Parameterkombination R19 bei Auswertung der 

Mises-Vergleichsspannung σV,MR werden in Abbildung 6-5 mit experimentellen Le-

bensdauern in einem Nrech-Nexp-Diagramm verglichen. Die Streuspanne, die 80 % der 

Wertepaare enthält, ist hellgrau dargestellt. Von den restlichen 20 % der Wertepaare 

liegt eine Hälfte oberhalb, die andere Hälfte unterhalb des hellgrauen Bereichs. Im 

Mittel liegen die rechnerischen Lebensdauern auf der sicheren Seite, gekennzeichnet 
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durch eine schwarze Linie im hellgrauen Bereich. Das Spannungsverhältnis R hat ei-

nen Einfluss auf die Treffsicherheit (grüne Symbole bei R = -1 streuen stärker als rote 

Symbole bei R = 0), wohingegen die Belastungsrichtung ϑ keinen erkennbaren Einfluss 

aufweist.  

Tabelle 6-6: Reibwerte für FE-Simulation mit Verbindung Aluminium-Aluminium 

 Radialspannung σV,R 
Vorzeichenb. Mises 

σV,MR 

Skalierte Normal-

spannung σV,SN 

Nr. m T m T m T 

R1 1,5 9,5 1,8 6,9 2,1 6,5 

R2 1,4 10,4 1,8 10,5 1,8 6,6 

R3 1,5 9,2 1,8 4,9 2,1 6,4 

R4 1,4 10,1 1,8 11,1 1,8 6,2 

R5 1,5 8,3 1,9 6,2 2,3 7,1 

R6 1,5 8,9 1,8 7,2 2,1 6,7 

R7 1,6 10,2 1,9 5,4 2,5 8,9 

R8 1,4 10,5 1,9 10,1 1,9 6,6 

R9 1,6 9,2 1,8 5,9 2,5 8,0 

R10 1,6 10,5 2,1 5,5 2,6 7,7 

R11 1,7 10,2 2,2 6,3 2,7 7,4 

R12 1,6 10,8 1,9 5,2 2,6 7,5 

R13 1,5 8,6 1,8 7,2 2,1 5,8 

R14 1,4 9,9 1,9 10,0 1,8 6,1 

R15 1,5 8,8 2,0 4,5 2,5 7,8 

R16 1,3 17,2 1,7 17,4 1,6 9,4 

R17 1,3 16,7 1,6 16,8 1,5 8,7 

R18 1,3 17,0 1,7 21,2 1,6 9,8 

R19 

 

2,0 4,4 2,4 7,8 

R20 1,8 6,8 2,1 5,7 

R21 2,0 5,2 2,6 7,3 

R22 2,0 5,2 2,6 7,4 

R23 1,8 9,2 1,8 6,1 

R24 

 

2,0 4,5 2,3 7,6 

R25 1,8 7,9 2,1 5,7 

R26 1,9 4,4 2,6 7,3 

R27 1,8 8,9 1,8 6,3 
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Abbildung 6-5: Nrech-Nexp-Diagramm: Parameter R19 mit Auswertung der Mises-Ver-

gleichsspannung mit Vorzeichen der Radialspannung σV,MR 

Den Einfluss der Reibparameterkombination auf die Mittelwerte und Streuspannen 

der einzelnen Versuchsreihen zeigt Abbildung 6-6 für die skalierte Normalspannung. 

Der Mittelwert ist bei einem Lasteinleitungswinkel von ϑ = 0° sehr sensibel auf die 

Wahl der Reibparameter (grüne Verläufe), während bei den restlichen Lasteinlei-

tungswinkeln die Reibparameter im untersuchten Bereich nur einen untergeordneten 

Einfluss auf den Mittelwert haben. Die Streuspanne zeigt ein ähnlich abhängiges Ver-

halten von den Reibparametern für ϑ = 0° bei R = -1 (grüner durchgezogener Verlauf), 

während für die anderen Versuchsreihen die Reibparameter einen geringen Einfluss 

auf die Streuspanne haben. Für die Radialspannung und die Mises-Vergleichsspan-

nung mit dem Vorzeichen der Radialspannung sind die Verläufe in Abbildung 11-3 

und Abbildung 11-4 im Anhang dargestellt. Tabelle 6-7 zeigt die Streuspanne der Mit-

telwerte und die Streuspanne der Streuspannen für die einzelnen Versuchsreihen. 

Hier ist deutlich zu erkennen, dass die Reibparameter hauptsächlich die Ergebnisse 
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bei ϑ = 0° beeinflussen. Bei den restlichen Lasteinleitungswinkeln ist der Einfluss eher 

gering, da T ≈ 1. Daraus lässt sich ableiten, dass die Kraftübertragung bei ϑ ≥ 30° 

hauptsächlich durch Formschluss stattfindet, während bei ϑ = 0° auch ein Teil der 

Kraft durch Kraftschluss übertragen wird. Die Wahl der Reibparameter beruht dem-

nach hauptsächlich auf den Versuchsergebnissen bei ϑ = 0°. 

 
Abbildung 6-6: m und T in Abhängigkeit der Reibparameterkombination bei Aus-

wertung der skalierten Normalspannung  

Tabelle 6-7: Streuspanne der Mittelwerte und Streuspannen 

 
 Radialspannung 

σV,R 

Vorzeichenb. Mises 

σV,MR 

Skalierte Normal-

spannung σV,SN 

ϑ R T(m) T(T) T(m) T(T) T(m) T(T) 

0° -1 12,9 1,9 5,5 1,3 7,7 2,1 

0° 0 4,2 1,1 9,9 19,8 3,9 1,2 

30° -1 1,1 1,1 1,2 1,1 1,1 1,1 

30° 0 1,1 1,1 1,4 1,2 1,1 1,0 

60° -1 1,0 1,0 1,1 1,1 1,0 1,1 

60° 0 1,0 1,0 1,2 1,1 1,0 1,1 

90° 0 1,0 1,0 1,1 1,1 1,0 1,0 
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6.2.2 Vergleich der Anrissorte der Verbindung Aluminium-Aluminium  

Im Projekt Stanznieten II [Otro 20] werden KS2-Proben aus den gleichen Werkstoffen 

und Fügeparametern wie im Projekt Stanznieten I [Mesc 16] bis zum Anriss geprüft 

und anschließend über Schliffbilder die Anrissorte ermittelt. Diese Anrissuntersu-

chungen werden nicht an allen Belastungsrichtungen und im gleichen Umfang durch-

geführt: 

• ϑ = 0°, R = -1: 4 Proben auf einem Lasthorizont 

• ϑ = 0°, R = 0: 12 Proben auf drei Lasthorizonten 

• ϑ = 30°, R = 0: 12 Proben auf drei Lasthorizonten  

• ϑ = 60°, R = -1: 4 Proben auf einem Lasthorizont 

• ϑ = 60°, R = 0: 11 Proben auf drei Lasthorizonten 

Für die Erstellung der Schliffbilder werden zwei unterschiedliche Vorgehensweisen 

verwendet: 

1. Hoher Aufwand: Der Fügepunkt wird in Längsrichtung schrittweise abge-

schliffen bis ein Anriss detektiert oder die Mitte des Fügepunkts erreicht ist. 

Anschließend wird dasselbe Vorgehen in Querrichtung durchgeführt. 

2. Geringer Aufwand: Für die Längs- und für die Querrichtung wird jeweils nur 

ein Schliffbild in der Mitte des Fügepunkts angefertigt und diese auf Anrisse 

untersucht.  

Aus den resultierenden Schliffbildern wird die Lage der Schliffebene über den Niet-

kopfdurchmesser bzw. über die Breite der Nietfüße abgeschätzt. Die Rissorte werden 

anschließend in Knotennummern des FE-Modells überführt und dort auf den jeweili-

gen Ebenen dargestellt. Da die zugehörige Belastungsrichtung zu den Schliffbildern 

nicht bekannt ist, wird die Lage des Anrisses (ob auf der linken oder rechten Seite) 

abhängig von der in der Simulation ermittelten Beanspruchung gewählt. Häufig auf-

tretende Anrissorte werden als charakteristischer Anrissort gewertet und mit einem 

Bereich um den Anrissort von ± 45° markiert. Die charakteristischen Anrissorte wer-

den anschließend mit den Simulationsergebnissen verglichen, um diese zu validieren. 

Die Simulationsergebnisse werden als rechnerische Anrisslebensdauern dargestellt. 

Diese entsprechen der kleinsten berechneten Lebensdauer in der SPR-Verbindung und 

sind abhängig von der betrachteten Vergleichsspannung. Für die Berechnung wird die 

jeweils beste Parameterkombination aus Tabelle 6-6 verwendet: 

• R5 für die Radialspannung σV,R 

• R19 für die vorzeichenbehaftete Mises-Vergleichsspannung σV,MR  

• R20 für die der skalierte Normalspannung σV,SN 

Der Ort der geringsten berechneten Lebensdauer beschreibt den rechnerischen Anriss-

ort. Dieser wird mit dem stärksten Farbton markiert. Da Anrissorte im Versuch 

streuen, wird zusätzlich der Bereich markiert, in dem die rechnerische Lebensdauer 
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bis zum zehnfachen der rechnerischen Anrisslebensdauer entspricht. In diesem Be-

reich wird der Farbton mit längerer Lebensdauer blasser. Bereiche, in denen die be-

rechnete Lebensdauer größer als das zehnfache der Anrisslebensdauer ist, werden 

grau markiert. 

6.2.2.1 ϑ = 0°, R = -1 

In [Otro 20] werden vier Versuche bei R = -1 mit einem Lasteinleitungswinkel von 

ϑ = 0° bei mittlerer Lastamplitude durchgeführt, bei der ein Versagen nach 200.000 

Schwingspielen erwartet wird. Anrisse treten ausschließlich im stempel- und matri-

zenseitigen Fügeteil auf, der Butzen und der Niet bleiben anrissfrei. Im stempelseiti-

gen Blech treten die Anrisse an der Unterseite im Kontaktbereich zum matrizenseiti-

gen Blech auf. In allen Längsschliffen treten Risse, teilweise auch mehrfach, beidseitig 

am Anrissort 1 auf, siehe rot markierte Elemente in Abbildung 6-7. In der Hälfte der 

Proben treten auch im Querschliff an derselben Stelle Anrisse auf. Daher ist davon 

auszugehen, dass der Anriss im Längsschliff entsteht und weiter in den Bereich der 

Querschliffe wächst. Dieser Bereich ist in Abbildung 6-7 als charakteristischer Anriss-

ort mit einem roten Rahmen gekennzeichnet. Vereinzelt treten im stempelseitigen 

Blech weitere Risse am Anrissort 2 auf.  

 

Abbildung 6-7: Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen Blechs bei ϑ = 0° 

und R = -1, Schliffbilder aus [Otro 20] 

25 % der Proben
im Längsschliff

50 % der Proben
im Querschliff

100 % der Proben
im Längsschliff

beidseitig

50 % der Proben
im Querschliff

1 2
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In Abbildung 6-8 sind die berechneten Anrissorte für die Unterseite des stempelseiti-

gen Blechs dargestellt. Bei Auswertung der Radialspannung σV,R ergeben sich Anriss-

orte, die leicht außerhalb des charakteristischen Anrissbereichs liegen (rot eingerahm-

ter Bereich). Bei der vorzeichenbehafteten Mises-Vergleichsspannung σV,MR wird die 

Lage der Anrissorte sehr gut berechnet. Sowohl der Ort der Anrissschwingspielzahl 

als auch der weitere berechnete Anrissbereich liegen im charakteristischen Bereich des 

experimentellen Anrisses. Für die skalierte Normalspannung liegt der Ort der Anriss-

schwingspielzahl außerhalb des experimentellen Anrissbereichs, weite Teile des wei-

teren rechnerischen Anrissbereichs liegen dagegen innerhalb.  

 
Abbildung 6-8: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen Blechs 

bei ϑ = 0° und R = -1 

Im matrizenseitigen Blech treten in zwei Proben Risse auf, die vermutlich vom Pro-

beninneren nach außen wachsen, siehe Rissort 3 in Abbildung 6-9. Dieser Anriss tritt 

in zwei Proben im Längs- und in einer Probe im Querschliff auf. Da dieser Riss im 

Gegensatz zu Riss 1 nicht in jeder Probe auftritt, ist davon auszugehen, dass Riss 1 der 

zuerst auftretende Riss ist.  

 

Abbildung 6-9: Anrissort im matrizenseitigen Blech bei ϑ = 0° und R = -1, Schliffbild 

aus [Otro 20] 

Rissort 3 kann mit dem Simulationsmodell nicht nachgewiesen werden. Dies ist ver-

mutlich auf die Fügepunktgeometrie im Simulationsmodell zurückzuführen. Diese 

basiert auf dem Schliffbild aus dem Projekt Stanznieten I [Mesc 16] (Abbildung 4-18), 

aus dem auch die nachzuweisenden Lebensdauern stammen. Die Anrissbilder stam-

men aus dem Projekt Stanznieten II [Otro 20], in denen sich im Bereich des Anrissorts 

ein beim Fügen entstandener abgetrennter Teil des stempelseitigen Blechs befindet, 

Na(σV,R) Na(σV,MR) Na(σV,SN)

50 % der Proben
im Längsschliff
teils beidseitig

25 % der Proben
im Querschliff

3

Fügetechnisch 
entstandener Teil des 

oberen Blechs

Nicht im 
Simulationsmodell 

berücksichtigt
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der zu einer Kerbe im matrizenseitigen Blech führt, die zur Entstehung des Anrisses 

beiträgt. Dieses abgetrennte Teil kann auch der Grund für die um den Faktor 14 klei-

neren experimentellen Lebensdauern im Projekt Stanznieten II im Vergleich zu den 

Versuchen im Projekt Stanznieten I sein. Da der abgetrennte Teil des stempelseitigen 

Blechs und die daraus resultierende Kerbe im matrizenseitigen Blech im Simulations-

modell nicht berücksichtigt werden, werden diese Anrissorte nicht zur Validierung 

des Simulationsmodells verwendet. 

6.2.2.2 ϑ = 0°, R = 0 

An zwölf KS2-Proben werden bei einem Lasteinleitungswinkel von ϑ = 0° und R = 0 

die Anrissorte ermittelt, [Otro 20]. Die Erstellung der Schliffbilder erfolgt über schritt-

weises Herunterschleifen. An der Unterseite des stempelseitigen Blechs treten in allen 

Proben im Längsschliff Anrisse an Rissort 1 auf, siehe Abbildung 6-10. In acht der 

zwölf Proben tritt an diesem Ort auch im Querschliff ein Anriss auf. Die Querschliffe 

sind dabei stark außermittig angefertigt worden, wodurch sich ein Entstehen des An-

risses in der Längsebene vermuten lässt, der weiter in die Querebene wächst. Der cha-

rakteristische Rissausgangsort ist mit einem roten Bereich markiert. In einer weiteren 

Probe wurde im Querschliff ein Riss an Rissort 2 gefunden. 

 

Abbildung 6-10: Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen Blechs bei ϑ = 0° 

und R = 0, Schliffbilder aus [Otro 20] 

100 % der Proben
im Längsschliff

67 % der Proben
im Querschliff

8 % der Proben
im Querschliff

1 2
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Der experimentelle Anrissort wird mit dem rechnerischen in Abbildung 6-11 vergli-

chen. Bei Auswertung der Radialspannung liegt der rechnerische Anrissbereich am 

Rand des experimentellen. Für die von Mises-Vergleichsspannung mit dem Vorzei-

chen der Radialspannung und die skalierte Normalspannung liegt der rechnerische 

Anrissbereich ebenfalls am oberen Rand des experimentellen, allerdings überschnei-

den sich beide Bereiche stärker. 

 
Abbildung 6-11: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen 

Blechs bei ϑ = 0° und R = 0 

An der Oberseite des matrizenseitigen Blechs ergeben sich drei unterschiedliche An-

rissorte, siehe Abbildung 6-12. Anrissort 3 wird aus in Abschnitt 6.2.2.1 beschriebenen 

Gründen nicht zur Validierung des Simulationsmodells verwendet. Anrissort 4 tritt in 

zwei Proben in der Querebene, Anrissort 5 in einer Probe in der Längsebene auf. Auf-

grund der geringen Auftretenswahrscheinlichkeit der Anrissorte 4 und 5 können diese 

nicht als charakteristische Anrissorte bezeichnet werden. 

Rechnerisch ergibt sich an der Oberseite des matrizenseitigen Blechs bei Auswertung 

der Radialspannung und der von Mises-Vergleichsspannung mit dem Vorzeichen der 

Radialspannung kein Anriss, siehe Abbildung 6-13. Für die skalierte Normalspannung 

ergibt sich ein kleiner Anrissbereich, in dem die kleinste auftretende Lebensdauer in 

etwa der fünffachen Anrisslebensdauer entspricht, die im stempelseitigen Blech auf-

tritt. Gemäß den Vorgaben zu Beginn dieses Kapitels ist auch in diesem Bereich ein 

Anriss möglich, wenn auch nicht wahrscheinlich. Dieser Bereich passt sehr gut mit 

dem Anrissort 4 überein, dessen zwei Anrissorte in Abbildung 6-13 als rote Punkte 

eingetragen sind. 

Zusätzlich tritt an der Unterseite des matrizenseitigen Blechs ein Anriss in Längs- und 

ein Anriss in der Querebene auf, siehe Abbildung 11-5 im Anhang. Diese Anrissorte 

sind aufgrund der Häufigkeit nicht charakteristisch für die Belastungsart und können 

rechnerisch auch nicht nachgewiesen werden. 

Na(σV,R) Na(σV,MR) Na(σV,SN)
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Abbildung 6-12: Anrissorte an der Oberseite des matrizenseitigen Blechs bei ϑ = 0° 

und R = 0, Schliffbilder aus [Otro 20] 

 
Abbildung 6-13: Rechnerische Anrissorte an der Oberseite des matrizenseitigen 

Blechs bei ϑ = 0° und R = 0 

6.2.2.3 ϑ = 30°, R = 0 

Für je vier KS2-Proben auf drei Lasthorizonten in [Otro 20] werden bei einem Lastein-

leitungswinkel von ϑ = 30° und R = 0 Anrissorte ermittelt. Die Schliffbilder werden 

dabei immer in der Längs- und Querebene erstellt. An der Unterseite des stempelsei-

tigen Blechs treten in zehn der zwölf Proben Anrisse im Querschliff auf, siehe Rissort 2 

in Abbildung 6-14. Zusätzlich sind in vier Proben Anrisse am Rissort 1 zu finden. Diese 

treten in einigen Fällen in unterschiedlichen Proben auf. Daher werden sowohl Rissort 

1 und 2 als charakteristischer Rissausgangsort für diese Belastungsart festgestellt. 

17 % der Proben42 % der Proben 8 % der Proben

3 4 5

Nicht im 
Simulationsmodell 

berücksichtigt
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Abbildung 6-14: Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen Blechs bei ϑ = 30° 

und R = 0, Schliffbilder aus [Otro 20] 

Die rechnerischen Anrissorte sind in Abbildung 6-15 dargestellt. Bei der Auswertung 

der drei Vergleichsspannungen ist bei allen ein ähnliches Bild zu sehen: Anrissort 1 

wird gut wiedergegeben, während Anrissort 2 nur am Rand gestreift wird.  

 

Abbildung 6-15: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen 

Blechs bei ϑ = 30° und R = 0 

In einer Probe tritt an der Unterseite des matrizenseitigen Blechs ein Anriss auf, siehe 

Abbildung 6-16. Aufgrund der geringen Auftretenswahrscheinlichkeit wird dieser 

Anrissort nicht als charakteristisch für die Belastungsrichtung angesehen. 

83 % der Proben33 % der Proben

1 2
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Abbildung 6-16: Anrissorte an der Unterseite des matrizenseitigen Blechs bei ϑ = 30° 

und R = 0, Schliffbild aus [Otro 20] 

Die rechnerischen Anrissorte sind in Abbildung 6-17 dargestellt. Für alle Vergleichs-

spannungen ergibt sich im Biegeradius ein großer Anrissbereich, in den auch der ex-

perimentelle Anriss fällt. Trotzdem ist die rechnerische Abschätzung für die Unter-

seite des matrizenseitigen Blechs nicht zutreffend, da dort mehr experimentelle An-

risse zu erwarten gewesen wären. 

 

Abbildung 6-17: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des matrizenseitigen 

Blechs bei ϑ = 30° und R = 0 

An der Oberseite des matrizenseitigen Blechs treten zwei weitere Anrissorte auf, siehe 

Abbildung 11-6 im Anhang. Anrissort 4 ist in drei Proben zu finden, wird allerdings 

aus in Abschnitt 6.2.2.1 beschriebenen Gründen nicht zur Validierung des Simulati-

onsmodells verwendet. Anrissort 5 an der Nietspitze tritt in einer Probe auf. Dieser ist 

vermutlich auf eine schlechte Qualität des Fügepunkts zurückzuführen. In dieser 

Probe ist der Stanzniet deutlich stärker gestaucht. Dies ist gut beim Vergleich der Rest-

bodendicken der Schliffbilder von Anrissort 4 und 5 zu erkennen, die den gleichen 

Maßstab aufweisen. Anrissort 4 ist daher kein charakteristischer Anrissort für die Fü-

gepunkte aus Stanznieten I [Mesc 16]. Rechnerisch werden an der Oberseite des mat-

rizenseitigen Blechs keine Anrisse nachgewiesen. 

8 % der Proben

3
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6.2.2.4 ϑ = 60°, R = -1 

Bei einem Lasteinleitungswinkel von 60° und einem Spannungsverhältnis von R = -1 

werden mit vier Versuchen Anrissorte ermittelt, [Otro 20]. Lediglich in zwei dieser 

vier Proben lassen sich Anrissorte detektieren, von denen keine am gleichen Ort lie-

gen, sodass sich kein charakteristischer Anrissort definieren lässt. In Abbildung 6-18 

sind daher nur die Rissausgangsorte an der Unterseite des stempelseitigen Blechs dar-

gestellt. In Abbildung 6-19 sind die rechnerischen Anrissorte bei Auswertung der drei 

Vergleichsspannungen gezeigt. Die Radialspannung und die Mises-Vergleichsspan-

nung mit dem Vorzeichen der Radialspannung geben die experimentellen Anrissorte 

schlecht wieder. Ein Anrissort wird vorhergesagt, während die anderen außerhalb des 

rechnerischen Bereichs liegen. Die skalierte Normalspannung gibt die Anrissorte bes-

ser wieder. Hier liegen zusätzlich noch Anrissorte am Rand des rechnerischen Be-

reichs. 

An der Oberseite des matrizenseitigen Blechs wird nur ein Anriss im Querschliff ent-

deckt, der allerdings aufgrund der Symmetrie zweifach eingetragen wird, siehe Ab-

bildung 6-20. Dieser Anrissort wird rechnerisch nur von der skalierten Normalspan-

nung wiedergegeben, siehe Abbildung 6-21. 

 

 
Abbildung 6-18: Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen Blechs bei ϑ = 60° 

und R = -1, Schliffbilder aus [Otro 20] 

1 2 3 4
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Abbildung 6-19: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen 

Blechs bei ϑ = 60° und R = -1 

 
Abbildung 6-20: Anrissorte an der Oberseite des matrizenseitigen Blechs bei ϑ = 60° 

und R = -1, Schliffbilder aus [Otro 20] 

 
Abbildung 6-21: Rechnerische Anrissorte an der Oberseite des matrizenseitigen 

Blechs bei ϑ = 60° und R = -1 

Zusätzlich tritt in zwei Proben ein Riss vergleichbar mit Anrissort 3 bei ϑ = 0° und   

R = -1 auf, siehe Abbildung 6-9. Dieser dient, wie in Abschnitt 6.2.2.1 beschrieben, nicht 

zur Validierung des Berechnungskonzepts. Der Riss endet an der Außenseite des mat-

rizenseitigen Blechs, an der Stelle, an der sich auch rechnerisch ein Anrissort ergibt, 

siehe Abbildung 6-22. Da es sich nicht um Rissausgangsorte handelt, werden diese 

nicht gekennzeichnet. 
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Abbildung 6-22: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des matrizenseitigen 

Blechs bei ϑ = 60° und R = -1 

6.2.2.5 ϑ = 60°, R = 0 

In [Otro 20] werden je vier Proben auf drei Laststufen bei einem Lasteinleitungswinkel 

von ϑ = 60° und einem Lastverhältnis von R = 0 bis zum Anriss geprüft und anschlie-

ßend die Anrissorte mit Schliffbildern ermittelt. Die Schliffbilder werden dabei immer 

in der Längs- und Querebene erstellt. Von den zwölf untersuchten Proben wird in elf 

Proben ein Anriss detektiert. Diese treten ausschließlich im stempel- und matrizensei-

tigen Blech auf. Der charakteristische Anrissort im stempelseitigen Blech liegt im Kon-

taktbereich zum matrizenseitigen Blech und ist in sechs Proben im Querschliff zu fin-

den, vgl. Anrissort 2 in Abbildung 6-23. In einer Probe tritt dieser Anrissort zusätzlich 

im Längsschliff auf (Anrissort 1). Es ist davon auszugehen, dass der Anriss im Bereich 

des Querschliffs entstanden und in den Längsschliff gewachsen ist. Als charakteristi-

scher Rissausgangsort wird daher der Querschliff gesehen und mit einem roten Be-

reich markiert. 

Die rechnerischen Anrissorte sind zusammen mit dem charakteristischen Bereich in 

Abbildung 6-24 dargestellt. Die beste Übereinstimmung zwischen rechnerischem und 

experimentellem Anrissort ergibt sich für die skalierte Normalspannung, wohingegen 

bei der Mises-Vergleichsspannung mit dem Vorzeichen der Radialspannung die be-

rechneten und experimentellen Anrissorte nicht gut übereinstimmen. 

Im matrizenseitigen Blech treten in acht Proben Anrisse einseitig und beidseitig im 

Kontaktbereich mit dem Stanzniet auf, siehe Abbildung 11-7 im Anhang. In vier dieser 

acht Proben ist derselbe Anrissort auch im Querschliff zu finden. Dieser Anrissort 

wird nicht zur Validierung verwendet, siehe Abschnitt 6.2.2.1. Rechnerisch ergibt sich 

für alle drei Vergleichsspannungen ein weiterer Anriss an der Außenseite des matri-

zenseitigen Blechs, siehe Abbildung 6-25. An diesem Ort liegen zwar häufig Risse in 

den Schliffbildern vor, allerdings handelt es sich dabei vermutlich nicht um den Riss-

ausgangsort, der auf der Innenseite (Rissort 3) des matrizenseitigen Blechs liegt, vgl. 

Abbildung 11-7.  
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Abbildung 6-23: Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen Blechs bei ϑ = 60° 

und R = 0 

 
Abbildung 6-24: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des stempelseitigen 

Blechs bei ϑ = 60° und R = 0 

 
Abbildung 6-25: Rechnerische Anrissorte an der Unterseite des matrizenseitigen 

Blechs bei ϑ = 60° und R = 0 

6.2.2.6 Zusammenfassung zur experimentellen und rechnerischen Lage der Anris-

sorte 

In den vorausgegangenen Abschnitten wurden die rechnerischen und experimentel-

len Anrissorte miteinander verglichen. In Tabelle 6-8 werden die Anrissorte abhängig 
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von der verwendeten Art der Vergleichsspannung bewertet. Folgende Symbole wer-

den verwendet: 

+ rechnerischer und experimenteller Anrissort stimmen gut überein 

o rechnerischer und experimenteller Anrissort liegen nicht weit voneinan-

der entfernt 

- rechnerischer und experimenteller Anrissort stimmen nicht überein 

Fettgedruckte Anrissorte sind dabei charakteristische Anrissorte, an denen experi-

mentell viele Anrisse auftreten bzw. prägnante rechnerische Anrissorte. Mit der Radi-

alspannung σV,R kann die Lage der Anrissorte weniger gut abgeschätzt werden. Eine 

bessere Abschätzung gelingt mit der Mises-Vergleichsspannung σV,MR und am besten 

ist die skalierte Normalspannung σV,SN zur Schätzung der Lage der Anrissorte geeig-

net. Alle drei Vergleichsspannungen haben gemeinsam, dass sich für Lasteinleitungs-

winkel ϑ ≥ 30° ein rechnerischer Anriss an der Unterseite des matrizenseitigen Blechs 

ergibt, obwohl experimentell nur in einer von 28 untersuchten Proben ein Anriss an 

dieser Stelle gefunden werden konnte. Ein Grund für schlechte rechnerische Abschät-

zungen könnte an nicht korrekten fügetechnischen Eigenspannungen in der Simula-

tion liegen. Diese werden innerhalb der Verbindung durch Übermaße in den Kontak-

ten realisiert, wodurch sich im Biegeradius an der Außenseite des matrizenseitigen 

Blechs Zugspannungen ergeben. Im Gegensatz dazu ergeben sich in einer Simulation 

des Fügeprozesses der Aluminium-Aluminium-Verbindung mit dem Modell aus 

[Mase 19] mit quasistatischem Werkstoffverhalten im Biegeradius für alle Hauptspan-

nungskomponenten Druckspannungen. Eine rechnerische Lebensdauerabschätzung 

für diesen Anrissort ist daher nicht möglich und auf Basis der experimentellen Unter-

suchungen auch nicht nötig, da dieser Ort nur sehr selten als Versagensort auftritt. Im 

folgenden Abschnitt wird daher die Auswertung der rechnerischen Lebensdauer ohne 

Berücksichtigung der Außenseite des matrizenseitigen Blechs erneut durchgeführt.  

Tabelle 6-8: Zusammenfassung zur Bewertung der rechnerischen Anrissorte 

Belastung Ort σV,R σV,MR σV,SN 

ϑ = 0° 

R = -1 
Unterseite stempelseitiges Blech - + o 

ϑ = 0° 

R = 0 

Unterseite stempelseitiges Blech o + + 

Oberseite matrizenseitiges Blech - - + 

ϑ = 30° 

R = 0 

Unterseite stempelseitiges Blech o o + 

Unterseite matrizenseitiges Blech o o o 

ϑ = 60° 

R = -1 

Unterseite stempelseitiges Blech o o + 

Oberseite matrizenseitiges Blech - - + 

Unterseite matrizenseitiges Blech - - - 

ϑ = 60° 

R = 0 

Unterseite stempelseitiges Blech o - + 

Unterseite matrizenseitiges Blech - - - 
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6.2.3 Verbindung Aluminium - Aluminium ohne Außenfläche 

In diesem Abschnitt wird das Vorgehen aus Abschnitt 6.2.1 zur Bestimmung der Reib-

werte µ in der Aluminium-Aluminium-Verbindung ohne Auswertung der Außenseite 

des matrizenseitigen Blechs wiederholt. Auf die rechnerischen Lebensdauern bei ϑ = 

0° mit R = -1 und R = 0 und ϑ = 30° mit R = -1 hat dies keinen Einfluss, da der Ort mit 

der geringsten Lebensdauer nie an der Außenseite des matrizenseitigen Blechs liegt. 

Als Startwerte werden wie in Abschnitt 6.2.1 µAlu-Alu = 1,73 und µAlu-Niet = 0,6 verwendet. 

Dadurch entsprechen die Parameterkombinationen O1 bis O9 in Tabelle 6-9 denen von 

R1 bis R9. Beim Vergleich der Parameterkombinationen O und R, beispielsweise O1 

und R1, ist der Mittelwert m bei allen Vergleichsspannungen erwartungsgemäß klei-

ner. Für die Radialspannung sinkt die Streuspanne T, für σV,MR und σV,SN steigt T leicht 

an.  

Die kleinste Streuspanne für die Radialspannung ergibt sich im dritten Iterations-

schritt für die Parameterkombination O16 mit T = 5,7 und idealem m = 1,0. Durch die 

nicht Berücksichtigung der Außenfläche des matrizenseitigen Blechs kann im Ver-

gleich zu R5 mit T = 8,3 eine deutlich geringe Streuspanne erreicht werden. Für die 

vorzeichenbehaftete Mises-Vergleichsspannung ergibt sich im zweiten Iterations-

schritt für O12 ein T = 4,9 und damit eine leicht größere Streuspanne im Vergleich mit 

T = 4,4 bei R19. Selbes gilt für die skalierte Normalspannung: Im zweiten Iterations-

schritt ergibt sich für O11 T = 6,8, das größer im Vergleich zu R20 mit T = 5,7 ist. 

Ein erneuter Vergleich der Anrissorte ist nicht notwendig. Die Beanspruchungsver-

teilungen in den einzelnen Flächen ändern sich im Vergleich zu Abschnitt 6.2.2 nur 

marginal, sodass sich die zusammenfassende Tabelle 6-8 bis auf die Unterseite des 

matrizenseitigen Blechs nicht ändert, siehe  

Tabelle 6-11. Für die skalierte Normalspannung ergibt sich ohne die Außenseite des 

matrizenseitigen Blechs in fast allen Fällen eine gute rechnerische Abschätzung der 

Anrissorte. Beispielhaft sind die rechnerischen Lebensdauern der Parameterkombina-

tion O11 bei Auswertung der skalierten Normalspannung σV,SN im Nrech-Nexp-Dia-

gramm in Abbildung 6-26 dargestellt.  
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Tabelle 6-9: Reibwerte für FE-Simulation mit Verbindung Aluminium-Aluminium 

Nr. µAlu-Alu µAlu-Niet Iteration 

O1 1,73 0,60 Start 

O2 2,08 0,60 

1. 

O3 1,73 0,72 

O4 2,08 0,72 

O5 1,44 0,60 

O6 1,73 0,50 

O7 1,44 0,50 

O8 2,08 0,50 

O9 1,44 0,72 

O10 1,73 0,86 

2. 

O11 2,08 0,86 

O12 1,44 0,86 

O13 2,50 0,72 

O14 2,50 0,86 

O15 2,50 0,60 

O16 1,73 1,03 

3. 

O17 2,08 1,03 

O18 1,44 1,03 

O19 1,20 0,86 

O20 1,20 0,72 

O21 1,20 1,03 

O22 2,50 1,03 

O23 1,73 1,24 

4. O24 2,08 1,24 

O25 1,44 1,24 
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Tabelle 6-10: Mittelwerte und Streuspannen in Abhängigkeit vom Reibwert 

 Radialspannung σV,R 
Vorzeichenb. Mises 

σV,MR 

Skalierte Normal-

spannung σV,SN 

Nr. m T m T m T 

O1 1,0 6,2 1,6 7,2 2,0 7,7 

O2 1,0 6,7 1,8 10,5 1,7 7,3 

O3 1,0 6,3 1,7 5,0 2,0 7,8 

O4 0,9 6,2 1,7 11,1 1,7 6,9 

O5 1,1 7,1 1,7 7,1 2,1 7,8 

O6 1,0 6,2 1,6 7,5 1,9 7,9 

O7 1,1 8,9 1,8 6,7 2,2 9,3 

O8 1,0 6,3 1,8 10,1 1,7 7,3 

O9 1,1 8,1 1,7 7,1 2,2 9,0 

O10 1,0 5,8 1,6 7,3 1,8 7,1 

O11 0,9 6,3 1,6 10,0 1,6 6,8 

O12 1,1 7,5 1,8 4,9 2,1 8,7 

O13 0,9 10,2 1,6 17,4 1,4 9,7 

O14 0,9 10,0 1,5 16,8 1,3 9,5 

O15 0,8 10,2 1,6 21,2 1,4 10,2 

O16 1,0 5,7 1,7 7,0 1,6 7,1 

O17 0,9 6,3 1,7 9,2 1,4 6,8 

O18 1,0 8,1 1,8 5,2 2,0 8,6 

O19 1,2 6,4 1,9 5,6 2,3 8,3 

O20 1,2 7,3 1,8 5,4 2,3 8,5 

O21 1,2 6,5 1,9 5,9 2,2 8,4 

O22 0,9 9,5 1,6 22,9 1,3 9,6 

O23 1,0 5,9 

  O24 0,9 6,2 

O25 1,1 7,6 
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Tabelle 6-11: Zusammenfassung zur Bewertung der rechnerischen Anrissorte 

Belastung Ort σV,R σV,MR σV,SN 

ϑ = 0° 

R = -1 
Unterseite stempelseitiges Blech - + o 

ϑ = 0° 

R = 0 

Unterseite stempelseitiges Blech o + + 

Oberseite matrizenseitiges Blech - - + 

ϑ = 30° 

R = 0 
Unterseite stempelseitiges Blech o o + 

ϑ = 60° 

R = -1 

Unterseite stempelseitiges Blech o o + 

Oberseite matrizenseitiges Blech - - + 

ϑ = 60° 

R = 0 
Unterseite stempelseitiges Blech o - + 

 
Abbildung 6-26: Nrech-Nexp-Diagramm: Parameter O11 mit Auswertung der skalierten 

Normalspannung σV,SN  
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Die Ergebnisse zeigen, dass sich auch ohne Auswertung der Außenseite des matrizen-

seitigen Blechs gute Streuspannen ergeben und die Anrissorte besser wiedergegeben 

werden können. Im Folgenden wird daher die Außenseite des matrizenseitigen Blechs 

nicht weiter betrachtet. Für den nächsten Abschnitt sollen die hier ermittelten 

Reibwerte µAlu-Alu und µAlu-Niet übernommen werden. In Tabelle 6-12 sind die besten 

Parameterkombinationen zusammengefasst. Dabei ergeben sich zwei unterschiedli-

che µAlu-Niet. Um den Simulationsaufwand auf die Hälfte zu reduzieren, wird für σV,R 

nicht die beste Parameterkombination O16, sondern die zweitbeste O10 verwendet. 

Damit ergibt sich für alle Arten der Vergleichsspannung µAlu-Niet = 0,86 und µAlu-Alu nach 

Tabelle 6-12. 

Tabelle 6-12: Zusammenfassung der besten Parameterkombinationen 

Beanspruchung Parameter µAlu-Alu µAlu-Niet m T 

σV,R O10 1,73 0,86 1,0 5,8 

σV,MR  O12 1,44 0,86 1,8 4,9 

σV,SN  O11 2,08 0,86 1,6 6,8 

6.2.4 Alle Werkstoffkombinationen 

In diesem Abschnitt werden alle Versuche an KS2-Proben aus [Mesc 16] mit drei Werk-

stoffkombinationen berücksichtigt, um die fehlenden Reibwerte µAlu-Stahl und µStahl-Niet 

zu bestimmen. Der Reibwert µAlu-Niet = 0,86 wird aus dem vorherigen Abschnitt über-

nommen, der Reibwert µAlu-Alu aus Tabelle 6-12 abhängig von der Art der Vergleichs-

spannung gewählt. Tabelle 6-13 zeigt die untersuchten Reibparameterkombinationen.  

Tabelle 6-13: Reibwerte für FE-Simulation aller Verbindungen 

Nr. µAlu-Stahl µStahl-Niet µAlu-Niet Iteration 

A1 0,72 0,72 0,86 Start 

A2 0,86 0,72 0,86 

1. 

A3 0,72 0,86 0,86 

A4 0,86 0,86 0,86 

A5 0,60 0,72 0,86 

A6 0,72 0,60 0,86 

A7 0,60 0,60 0,86 

A8 0,60 0,86 0,86 

A9 0,86 0,60 0,86 

Unabhängig von der Art der Vergleichsspannung ergeben sich für die Mischverbin-

dungen aus Aluminium und Stahl kleinere Mittelwerte m als bei der artreinen Alumi-

niumverbindung, wobei gilt mσV,R < mσV,MR < mσV,SN. Dadurch liegen die Punktewolken 

der Mischverbindung nicht über der der Aluminium-Aluminium-Verbindung und die 
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Streuspanne über alle Versuchsergebnisse steigt im Vergleich zur Aluminium-Alumi-

nium-Verbindung an. Bei Auswertung der Mises-Vergleichsspannung σV,MR ergeben 

sich auch in den einzelnen Verbindungen Aluminium-Stahl und Stahl-Aluminium er-

höhte Streuspannen, da vermehrt Singularitäten wie bei der Mises-Vergleichsspanung 

σV,M auftreten, siehe Abbildung 6-4. Tabelle 6-14 zeigt die sich ergebenen Mittelwerte 

und Streuspannen bei Auswertung aller KS2-Proben aus dem Projekt Stanznieten I 

[Mesc 16]. Für die Radialspannung σV,R und die skalierte Normalspannung σV,SN ergibt 

sich die geringste Streuspanne bei der Ausgangsparameterkombination A1, für die 

Mises-Vergleichsspannung σV,MR für A7. Stichprobenartige Simulationen für andere 

Parameterkombinationen ergeben keine signifikante Verbesserung der Streuspanne 

für σV,MR. Daher wird kein weiterer Iterationsschritt durchgeführt. 

Tabelle 6-14: Mittelwerte und Streuspannen in Abhängigkeit vom Reibwert 

 Radialspannung σV,R 
Vorzeichenb. Mises 

σV,MR 

Skalierte Normal-

spannung σV,SN 

Nr. m T m T m T 

A1 0,4 19,9 0,7 27,5 0,9 8,7 

A2 0,4 23,1 0,7 29,8 0,8 8,9 

A3 0,4 20,1 0,8 28,5 0,9 9,0 

A4 0,4 24,7 0,7 27,5 0,9 9,2 

A5 0,4 24,1 0,8 19,8 1,0 8,9 

A6 0,4 20,0 0,7 27,4 0,9 8,7 

A7 0,4 22,9 0,8 19,7 1,0 9,1 

A8 0,4 20,7 0,8 20,1 1,0 9,1 

A9 0,4 23,8 0,7 29,8 0,8 8,9 

Für die skalierte Normalspannung ergeben sich deutlich kleinere Streuspannen als für 

die anderen Vergleichsspannungsarten, die offensichtlich für die allgemeine Beschrei-

bung von Beanspruchungen in SPR-Verbindungen weniger geeignet sind. Als Ver-

gleichsspannung wird daher die skalierte Normalspannung mit folgenden Reibpara-

metern empfohlen: 

• µAlu-Alu  =  2,08 

• µAlu-Niet  =  0,86  

• µAlu-Stahl =  0,72 

• µStahl-Niet  =  0,72 

Wie bereits in Abbildung 6-6 gezeigt, sei hier nochmal auf den sensiblen Einfluss der 

Reibwerte auf die rechnerischen Lebensdauern bei ϑ = 0° hingewiesen. Damit im Zu-

sammenhang steht ein starker Einfluss der experimentellen Lebensdauern bei ϑ = 0° 

auf die ermittelten Reibwerte.  
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Abbildung 6-27 zeigt das Nrech-Nexp-Diagramm für die empfohlene Auswertemethode. 

Die Ergebnisse liegen im Mittel mit m = 0,9 leicht auf der unsicheren Seite, die Streu-

spanne beträgt T = 8,7. Die Streuung der rechnerischen Lebensdauern bezogen auf die 

experimentellen Lebensdauern folgt dabei einer logarithmischen Normalverteilung, 

siehe annähernd linearer Verlauf im Wahrscheinlichkeitsnetz in Abbildung 6-28. Den 

einzelnen Ergebnissen wird eine Wahrscheinlichkeit nach Rossow zugewiesen, siehe 

Gleichung 3-37. Die Ausfallwahrscheinlichkeit ergibt sich bei Nexp/Nrech = 1 zu 

PA = 54 %. Die Streuspanne von T = 8,7 ist auch in diesem Diagramm noch einmal vi-

sualisiert. 

 
Abbildung 6-27: Nrech-Nexp-Diagramm: Parameter A1 mit Auswertung der skalierten 

Normalspannung σV,SN 

Ein Vergleich der Anrissorte wie bei der Aluminiumverbindung in Abschnitt 6.2.2 

wird für die Mischverbindungen nicht durchgeführt. Nur in einem kleinen Teil der 

Schliffbilder im Projekt Stanznieten II [Otro 20] werden Anrisse detektiert, womit es 
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nicht möglich ist, charakteristische Anrissorte zu bestimmen. Außerdem schwankt die 

Qualität des Fügepunkts, insbesondere die Nietkopfendlage, wodurch sich auch sehr 

große Streuungen in den Anrissschwingspielzahlen ergeben. 

 
Abbildung 6-28: Verhältnis Nexp/Nrech der Parameterkombination A1 mit Auswertung 

der skalierten Normalspannung σV,SN im Wahrscheinlichkeitsnetz 

Mit den in diesem Kapitel bestimmten Übermaß- und Reibparametern zeigt das in Ka-

pitel 4 und 5 vorgestellte Konzept eine gute Treffsicherheit. Im Mittel weichen rechne-

rische und experimentelle Lebensdauern mit m = 0,9 wenig voneinander ab. Auch die 

Streuung um den Mittelwert ist mit einer Streuspanne von T = 8,7 gering. Im folgenden 

Kapitel 7 wird das Konzept zur Validierung auf Versuchsergebnisse angewendet, die 

bei der Ermittlung der Parameter in diesem Kapitel nicht berücksichtigt wurden.  

 

PA = 54 %

T = 8,7





7 Bewertung des Konzepts 

In diesem Kapitel wird zunächst das beschriebene Konzept validiert, in dem es auf 

andere Versuchsergebnisse, die nicht zur Erstellung des Konzepts verwendet wurden, 

angewendet wird. Anschließend wird das Sicherheitskonzept der FKM-Richtlinie 

Nichtlinear [Fied 19] auf die Datenbasis angewendet, um eine geringe Ausfallwahr-

scheinlichkeit für die rechnerischen Lebensdauern zu erreichen. 

7.1 Validierung des Konzepts 

Zur Validierung des Konzepts werden Versuche an einschnittig überlappten Scher-

zugproben (EÜP) nach [DVS 3480] mit denselben drei Werkstoffkombinationen durch-

geführt, siehe Abbildung 3-4 mit einer Breite b von 45 mm, einer freien Einspannlänge 

le von 95 mm und einer Überlappungslänge lü von 18 mm. Diese zeichnen sich durch 

eine realitätsnahe Beanspruchung des Fügepunkts aus, da sich eine Mischbelastung 

aus Scherzug, Kopfzug und Schälzug ergibt. Die Prüfung erfolgt mit einem servohyd-

raulischen Prüfstand durch axiale Belastung. Für die Einspannung wird ein hydrauli-

sches Keilspannzeug verwendet, in dem der Versatz zwischen den beiden Fügeble-

chen ausgeglichen wird, siehe Abbildung 7-1. Die Länge zwischen den Spannbacken 

beträgt 95 mm, wodurch die Mitte des Fügepunkts 47,5 mm Abstand zu den Spann-

backen hat. Während der Versuche ist die Kraft die geregelte Größe. Der Weg, um den 

der Hydraulikzylinder verfahren wird, wird zusätzlich für die Definition eines Aus-

fallkriteriums aufgezeichnet. Die Versuche werden bis zum Bruch gefahren. Bruchbil-

der der Versuche sind in [Otro 20] zu finden. Die Anrissschwingspielzahl wird aus der 

Änderung des Schwingwegs bestimmt. Dieses Vorgehen ist deutlich weniger sensitiv 

als die Auswertung des Frequenzverlaufs einer Resonanzprüfmaschine. Daher wird 

die Anrissschwingspielzahl nicht bei einer bestimmten Wegzunahme definiert, son-

dern an der Stelle eines Knicks im Verlauf der Wegamplitude über der Schwingspiel-

zahl, die i.d.R. dem Minimum des Wegverlaufs entspricht. Die Lebensdauern sind in 

Tabelle 11-17 und die Kennwerte zur Beschreibung der Zeitfestigkeitsgeraden in Ta-

belle 11-18 im Anhang zusammengefasst. 
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Abbildung 7-1: Einschnittig überlappte Scherzugprobe EÜP nach [DVS 3480] 

Um das Konzept an weiteren Literaturdaten anwenden zu können, müssen folgende 

Angaben vorliegen:  

• Fügepunktgeometrie als Schliffbild in ausreichender Qualität zur Nachmodel-

lierung 

• Zyklische Werkstoffkennwerte oder die Zugfestigkeit der verwendeten Werk-

stoffe, um diese abzuschätzen zu können 

• Anrisslebensdauern 

Vor allem der letzte Punkt ist bei vielen Veröffentlichungen nicht gegeben. Tölle und 

Hahn [Töll 10] untersuchen Versagenskriterien von SPR-Verbindungen unter zykli-

scher Belastung. Die verwendeten Fügebleche bestehen aus Aluminium EN AW-6014 

in zwei unterschiedlichen Dicken von t = 1,15 mm und t = 1,50 mm. Die Fügepunkte 

sind in Abbildung 7-2 dargestellt. Diese unterscheiden sich, neben den unterschiedli-

chen Blechdicken, vor allem in der verwendeten Dornhöhe der Matrize im Fügepro-

zess. Für den Fügepunkt der Bleche mit einer Blechdicke von t = 1,50 mm wird eine 

Dornhöhe von 0,2 mm verwendet. Im Vergleich dazu ist beim Fügepunkt der Bleche 

mit einer Blechdicke von t = 1,15 mm die Dornhöhe mit 2 mm deutlich größer. Dadurch 

unterscheidet sich die Fügepunktgeometrie deutlich von den restlichen in dieser Ar-

beit betrachteten Fügepunkten. Der Fügepunkt aus Blechen mit t = 1,50 mm wird in 

KS2-Proben mit Lasteinleitungswinkeln von ϑ = 0°, 30°, 60° und 90° sowie in ein-

schnittig überlappten Scherzugproben (EÜP) bei R = 0,1 geprüft. Der Fügepunkt aus 

den Blechen mit t = 1,15 mm wird lediglich in der einschnittig überlappten Scherzug-

probe bei R = 0,1 untersucht. Das Fazit der Untersuchungen ist, dass als Abbruchkri-

terium zur Anrisserkennung die Verwendung eines Frequenzabfalls von 0,1 Hz, wie 

auch im Projekt Stanznieten I [Mesc 16] verwendet, am besten geeignet ist.  
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Abbildung 7-2: Fügepunkte aus [Töll 10] 

Diese so ermittelten Anrisslebensdauern entsprechen etwa der Hälfte der Gesamtle-

bensdauer, wobei die Lasthöhe – bis auf eine Ausnahme – keinen großen Einfluss auf 

dieses Verhältnis hat. Die Ausnahme bilden die Versuche an den KS2-Proben bei ϑ = 0° 

aus Blechen mit t = 1,50 mm. Bei diesen ergibt sich bei hoher Last dieselbe Differenz 

von Faktor 2 zwischen Anriss- und Versagenslebensdauer, wohingegen die Lebens-

dauern bei niedriger Last um den Faktor 40 voneinander abweichen. Dies zeigt sich 

auch in der Neigung der Zeitfestigkeitsgeraden, die für Bruchschwingspielzahlen 

k = 7,3 und für Anrissschwingspielzahlen k = 2,0 ist und somit eine Differenz von 

k = 5,3 aufweist, siehe Abbildung 7-3. Für alle anderen Verbindungen beträgt die 

Neigungsdifferenz k weniger als 0,5.  

 
Abbildung 7-3: Vergleich von Anriss- und Bruchlebensdauern  

Bei den Versuchen an der artreinen Aluminiumverbindung im Projekt Stanznieten I 

[Mesc 16] entspricht die Anrissschwingspielzahl ebenfalls ungefähr der halben Bruch-

schwingspielzahl und das vergleichsweise unabhängig vom Belastungswinkel und 

von der Belastungshöhe. Die Neigungen weichen auch hier zwischen Anriss und 

2 mm 2 mm

t = 1,15 mmt = 1,50 mm
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Bruch um weniger als k = 0,5 ab, mit der Ausnahme von ϑ = 0° bei R = -1, wo die 

Differenz k = 1 beträgt. In Abbildung 7-3 sind die Versuchsergebnisse bei ϑ = 0° und 

R = 0 dargestellt, die der Belastungssituation der gezeigten Versuche aus [Töll 10] äh-

neln. Die Anrisslebensdauern aus [Töll 10] bei ϑ = 0° und R = 0,1 mit der geringen Nei-

gung von k = 2 und einem damit verbundenem k = 5,3 sind nicht plausibel und spre-

chen für ein unzutreffend gewähltes Anrisskriterium für diese Versuche. Diese Ver-

suchsreihe wird daher in der folgenden Validierung nicht berücksichtigt.  

Die Mittelspannungsempfindlichkeit und die P-Wöhlerlinie des verwendeten 

EN AW-6014-T4 werden aus der Zugfestigkeit Rm = 202 MPa [Töll 10] mit Glei-

chung 3-4 und 3-22 ohne Sicherheit (f2,5% = 1) abgeschätzt, siehe Tabelle 7-1. Als Niet-

werkstoff wird 35B2 im vergüteten Zustand verwendet, für den keine Zugfestigkeit 

bestimmt wird. Für hochfeste Werkstoffe ist die Methode zur Abschätzung der P-

Wöhlerlinie [Wäch 16] nicht geeignet. Dies zeigt auch ein Vergleich der experimentel-

len und abgeschätzten P-Wöhlerlinie von 38B2 in Abbildung 5-1. Daher werden für 

den Nietwerkstoff, aufgrund der Ähnlichkeit, die Kennwerte des 38B2 verwendet. 

Auch treten in artreinen Aluminiumverbindungen hauptsächlich elastische Verfor-

mungen im Stanzniet auf, sodass leichte Abweichungen in der plastischen Verfor-

mung nicht überzubewerten sind.  

Tabelle 7-1: Abgeschätzte Werkstoffkennwerte EN AW-6014-T4 

M E K‘ n‘ PRAM,Z,WS d1 d2 

0,162 70 GPa 438 MPa 0,128 289 MPa -0,238 -0,167 

In Summe ergeben sich aus den eigenen Versuchen und den von Tölle und Hahn 

[Töll 10] 162 Einzelversuche, die zur Validierung des Konzepts verwendet werden. 

Das Verhältnis von experimenteller zu rechnerischer Lebensdauer liegt für diese Ver-

suche im Mittel mit m = 1,9 auf der sicheren Seite. Die Streuspanne ist mit T = 5,0 deut-

lich geringer als die der Versuche, mit denen das Konzept erstellt wurde, siehe  

Tabelle 7-2. Für alle 457 Versuchsergebnisse ergibt sich eine Streuspanne von T = 8,1 

und eine im Mittel sichere Abschätzung. 

Tabelle 7-2: Statistische Größen 

Datengruppe Anzahl m T PA 

Konzepterstellung 295 0,9 8,7 56 % 

Validierung 162 1,9 5,0 19 % 

Gesamt 457 1,2 8,1 41 % 

Abbildung 7-4 zeigt im Nrech-Nexp-Diagramm alle verwendeten Versuchsergebnisse. Zu 

erkennen ist, dass sich die Wertepaare sehr gut um die Winkelhalbierende anordnen. 

Die Ausfallwahrscheinlichkeit liegt mit PA = 41 % sehr nah an der Zielgröße von 50 %, 

siehe Wahrscheinlichkeitsnetz in Abbildung 7-5. Das vorgestellte Konzept ist damit 

gut geeignet, um Lebensdauern im Zeitfestigkeitsbereich und damit Zeitfestigkeitsge-

raden von Fügepunkten für das Versagenskriterium Anriss abzuschätzen. Kritisch zu 
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sehen ist dabei der Umfang der Datenbank, die mit 457 Versuchen zwar eine hohe 

Anzahl an Einzelversuchsergebnissen enthält, die aber nur aus der Untersuchung von 

vier Werkstoffkombinationen stammen. 

 
Abbildung 7-4: Nrech-Nexp-Diagramm: Alle Versuche 
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Abbildung 7-5: Alle Versuche im Wahrscheinlichkeitsnetz 

7.2 Sicherheitskonzept 

Ziel des entwickelten Konzepts ist die rechnerische Abschätzung von Zeitfestigkeits-

geraden von SPR-Verbindungen als Eingangsgröße für Konzepte zur Auslegung kom-

plexer Bauteile. Diese sollen experimentelle Kennwerte ablösen, die i.d.R. mit einer 

Ausfallwahrscheinlichkeit von 50 % in die Konzepte eingehen. Diese liefert das entwi-

ckelte Konzept mit einer Ausfallwahrscheinlichkeit von 41 % in guter Näherung. 

Trotzdem soll in diesem Abschnitt das Sicherheitskonzept der FKM-Richtlinie Nicht-

linear [Fied 19] auf die Datenbasis angewendet werden. Das Sicherheitskonzept setzt 

sich aus drei Faktoren zusammen, die in Abschnitt 3.3 näher erläutert wurden: 

• γL zur statistischen Absicherung der Streuung der Beanspruchung 

• f2,5% senkt die P-Wöhlerlinie für den Werkstoff auf eine Ausfallwahrscheinlich-

keit von PA = 2,5 % ab 

• γM zur statistischen Absicherung der Streuung der Beanspruchbarkeit 

In der Datenbasis sind nur Versuche enthalten, die unter Laborbedingungen getestet 

wurden und somit die Beanspruchung sehr genau bekannt ist. Es wird daher γL = 1 

verwendet. Der Faktor f2,5% wird in [Wäch 16] an einer großen Datenbasis werkstoff-

gruppenabhängig jeweils für experimentelle und für abgeschätzte Werkstoffkenn-

PA = 41 %

T = 8,1
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werte bestimmt, siehe Abschnitt 3.3. Die Anwendung von f2,5% auf die Datenbasis ver-

schiebt diese in Richtung der sicheren Seite, sodass die Ausfallwahrscheinlichkeit von 

44 % auf 14 % abfällt, siehe Abbildung 7-6. Die Streuspanne steigt dabei stark an. Die 

Änderung der Streuspanne durch den Faktor f2,5% ist auf zwei Gründe zurückzufüh-

ren: 

1. Den größten Einfluss hat der Faktor f2,5% selbst. Dieser bewirkt für auf Basis der 

Zugfestigkeit abgeschätzte Werkstoffkennwerte eine deutlich größere Ver-

schiebung als für experimentell ermittelte Werkstoffkennwerte. Tabelle 7-3 

zeigt, dass f2,5% den Mittelwert m bei experimentellen Werkstoffkennwerten 

von 1,0 auf 2,2 erhöht. Für die Versuche mit abgeschätzten Kennwerten erhöht 

sich m von 1,7 auf 31,8. Auch wenn die Streuspannen der Versuche mit expe-

rimentellen und abgeschätzten Werkstoffkennwerten für sich klein sind, ergibt 

sich durch die große Differenz der Mittelwerte ein deutlicher Anstieg der 

Streuspanne der gesamten Datenbasis auf T = 49,8.  

2. Ohne Sicherheitskonzept ergeben sich ausschließlich rechnerische Lebensdau-

ern mit mehr als 1000 Schwingspielen, siehe Abbildung 7-4. Die Berechnung 

findet daher in einem Bereich der P-Wöhlerlinie mit der Neigung d2 statt, siehe 

Abbildung 3-13. Durch das Verschieben der P-Wöhlerlinie nach unten ergeben 

sich für manche Versuchsergebnisse rechnerische Lebensdauern kleiner 1000 

Schwingspiele, siehe Abbildung 7-6. Einige Versuche werden durch f2,5% mit 

der Neigung d1 statt wie zuvor mit d2 bewertet, wodurch nicht alle Punkte um 

denselben Faktor verschoben werden und sich die Streuspanne somit ändert. 

Dieser Einfluss ist allerdings deutlich niedriger als der Erstgenannte. 

Gut zu erkennen ist dies anhand der Ergebnisse in Tabelle 7-3. Für die Ver-

suchsergebnisse mit experimentellen Werkstoffkennwerten ergibt sich nur für 

einen Versuch eine rechnerische Lebensdauer kleiner 1000 Schwingspiele, 

siehe grüner Kreis für Nrech < 1000 in Abbildung 7-6. Da dieser eine Versuch 

weniger als 10 % der Anzahl der gesamten Versuche ist, hat dieser keinen Ein-

fluss auf die Streuspanne. Die Streuspanne bleibt konstant bei T = 8,6. Für die 

Versuche mit abgeschätzten Werkstoffkennwerten ergeben sich durch die 

starke Verschiebung der P-Wöhlerlinie für 31 % der Versuche rechnerische Le-

bensdauern unter 1000 Schwingspielen. Da diese mit der Neigung d1 bewertet 

werden, ergibt sich eine leichte Änderung der Streuspanne T von 4,9 auf 4,8. 
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Abbildung 7-6: Nrech-Nexp-Diagramm: Alle Versuche mit Sicherheitsfaktor f2,5% 

Der Teilsicherheitsfaktor γM wird je nach Schwere der Versagensfolge bzw. je nach ge-

forderter Ausfallwahrscheinlichkeit zwischen 1,1 und 1,3 gewählt, siehe Tabelle 3-9. 

Hier wird beispielhaft γM = 1,2 verwendet. Abbildung 7-7 zeigt das zugehörige 

Nrech-Nexp-Diagramm, Tabelle 7-3 die statistischen Größen. Durch γM werden die rech-

nerischen Lebensdauern weiter auf die sichere Seite verschoben, sodass sich der Mit-

telwert m von 3,2 auf 9,4 erhöht. Die Streuspanne ändert sich leicht von 49,8 auf 45,4 

aus dem zweiten, beim Faktor f2,5% beschriebenen, Punkt.  
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Tabelle 7-3: Einfluss des Sicherheitskonzepts auf statistische Größen 

Sicherheit Werkstoffkennwerte Anzahl m T PA 

ohne 

experimentell 338 1,0 8,6 49 % 

abgeschätzt 119 1,7 4,9 31 % 

alle 457 1,2 8,1 41 % 

f2,5% 

experimentell 338 2,2 8,6 19 % 

abgeschätzt 119 31,8 4,8 0,0 % 

alle 457 3,2 49,8 14 % 

f2,5% + γM;1,2 

experimentell 338 6,1 9,4 0,9 % 

abgeschätzt 119 88,9 4,2 0,0 % 

alle 457 9,4 45,4 0,7 % 

 
Abbildung 7-7: Nexp-Nrech Diagramm: Alle Versuche mit Sicherheitsfaktoren f2,5% und 

γM = 1,2 
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Abbildung 7-8 zeigt den Einfluss des Sicherheitskonzepts auf die rechnerischen Le-

bensdauern im Wahrscheinlichkeitsnetz für eine logarithmische Normalverteilung. 

Der Einfluss des unterschiedlichen Wertes für f2,5% ist deutlich zu erkennen. Die rech-

nerischen Lebensdauer zu den Versuchen aus [Töll 10] werden, aufgrund der rechne-

risch abgeschätzten zyklischen Werkstoffkennwerte, weiter nach rechts verschoben, 

als die rechnerischen Lebensdauern der Versuche mit experimentell ermittelten zykli-

schen Werkstoffkennwerten. Die Ergebnisse folgen daher mit Sicherheitskonzept kei-

ner logarithmischen Normalverteilung. Die Erhöhung der Streuspannen T mit Sicher-

heitskonzept ist ebenfalls durch die unterschiedliche Rechtsverschiebung zu erken-

nen. Die Ausfallwahrscheinlichkeit sinkt von PA = 41 % ohne Sicherheitskonzept auf 

PA = 0,7 % mit f2,5% und γM = 1,2. 

 
Abbildung 7-8: Wahrscheinlichkeitsnetz mit Berücksichtigung des Sicherheitskon-

zepts 

Die angegebene Ausfallwahrscheinlichkeit von 7,2∙10-5 für γM = 1,2, [Fied 19], wird mit 

0,7 % = 7∙10-3 um mehrere Dekaden verfehlt. Dies liegt zum einen an einer zu kleinen 

Datenbasis, um Ausfallwahrscheinlichkeit von 7,2∙10-5 nachweisen zu können. Zum 

anderen zeigt Burghardt [Burg 18] an einer Datenbank basierend auf [Euli 94, Euli 97, 

PA = 41 %

T = 8,1

T = 49,8

T = 45,4

PA = 0,7 %

PA = 14 %
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Ellm 11], dass sich bei der Anwendung der FKM-Richtlinie Nichtlinear ohne Sicher-

heitskonzept bei einstufiger Belastung kein Mittelwert in der Nähe von m = 1 ergibt. 

Er berechnet für Stahlwerkstoffe auf Basis von 624 Einzelversuchen einen Mittelwert 

m = 3,3 und für Aluminiumwerkstoffe auf Basis von 170 Einzelversuchen m = 2,4. Die 

ermittelten Streuspannen liegen in derselben Größenordnung wie die in dieser Arbeit 

bestimmten (T = 8 - 10). Durch den größeren Mittelwert ergeben sich im Umkehr-

schluss schon ohne Sicherheitskonzept Ausfallwahrscheinlichkeiten, die deutlich klei-

ner als 50 % sind. Mit zusätzlicher Anwendung des Sicherheitskonzepts sind dann 

Ausfallfallwahrscheinlichkeiten in der Größenordnung von 7,2∙10-5 realisierbar. 

Grund für die kleineren Mittelwert in dieser Arbeit im Vergleich zu den Ergebnissen 

von [Burg 18] kann sein, dass im entwickelten Konzept der Einfluss der Oberflächen-

rauheit auf die rechnerische Lebensdauer nicht berücksichtigt wird. Diese Vereinfa-

chung ist im Grunde nur für polierte Oberflächen zulässig, wird hier aber angewendet, 

da die Oberflächenrauheit in der Fügeverbindung unbekannt und nur schwer zu mes-

sen ist. Mit Berücksichtigung der Oberflächenrauheit ergeben sich kürzere rechneri-

sche Lebensdauern. Diese führen zu einer Erhöhung des Mittelwerts m und senken 

die Ausfallwahrscheinlichkeit PA. 





 

8 Fazit und Ausblick 

Das in dieser Arbeit vorgestellte Konzept ermöglicht einen rechnerischen Festigkeits-

nachweis für SPR-Fügepunkte unter Berücksichtigung von elastisch-plastischem 

Werkstoffverhalten auf Basis des örtlichen Konzepts. Der Ablauf des Konzepts ist be-

reits in Kapitel 2 zusammengefasst. Die auf Grundlage einer Datenbasis von 457 Ver-

suchen ermittelte Treffsicherheit des Konzepts ist mit einer Streuspanne von T = 8,1 

gut. Die Ergebnisse, die das Konzept liefern kann und welche Einschränkungen zu 

beachten sind, sind in den folgenden Punkten aufgezählt: 

1. Das Konzept kann nur auf einzelne Fügepunkte und Bauteile mit wenig Fügepunkten 

angewendet werden. 

Die für die Auslegung nötigen örtlichen Beanspruchungen werden in einer FE-

Simulation berechnet. Diese sind, aufgrund des nichtlinearen Werkstoffverhal-

tens, der reibungsbehafteten Kontakte und der feinen Vernetzung und dem da-

mit verbundenem Zeitaufwand und Speicherbedarf, nur für einfache Geomet-

rien mit wenigen Fügepunkten wirtschaftlich lösbar. In dieser Arbeit werden 

nur einzelne Fügepunkt untersucht, für die es aufgrund der Symmetrie möglich 

ist, Halbmodelle zu verwenden. 

2. Das Konzept liefert rechnerische Lebensdauern im Zeitfestigkeitsbereich. 

Prinzipiell ist es mit dem Örtlichen Konzept möglich, alle Bereiche der Wöhler-

linie rechnerisch abzuschätzen. Sowohl für den Kurz- als auch Langzeitfestig-

keitsbereich liegen keine Versuchsdaten vor, weshalb sich auf Zeitfestigkeits-

bereich beschränkt wird. Des Weiteren treten bei wenigen der untersuchten 

Versuchsreihen bei hohen Lasten unplausibel hohe Beanspruchungen in der 

FE-Simulation auf, sodass ein weiterer Grund vorliegt, den Kurzzeitfestigkeits-

bereich vorerst auszuklammern. 

3. Das Konzept liefert rechnerische Lebensdauern bei Belastung mit konstanter 

Amplitude. 

Mit dem Konzept ist nur die Berücksichtigung von Lastfolgen mit konstanter 

Amplitude möglich, da der örtliche Spannungs-Dehnungs-Pfad, der Vorausset-

zung für die Anwendung des Örtlichen Konzepts ist, in einer FE-Simulation 

bestimmt wird. Dies ist mit einem großen Zeit- und Speicheraufwand verbun-

den, sodass die Berechnung des örtlichen Spannungs-Dehnungs-Pfads mit län-

geren Lastfolgen nicht möglich ist. Die Simulation des örtlichen Spannungs-

Dehnungs-Pfads mit Hilfe einer Fließkurve, wie sonst im Örtlichen Konzept 

üblich, ist für SPR-Verbindungen nicht anwendbar, da sich im Zug- und im 

Druckbereich unterschiedliche Fließkurven ergeben. 

Zur Bestimmung rechnerischer Lebensdauern bei variabler Belastungs-

amplitude wird eine lineare Schadensakkumulation [Palm 24, Lang 37, 

Mine 45] nach dem Nennspannungskonzept [Dowl 13] empfohlen. Mit Hilfe 
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des entwickelten Konzepts kann eine Zeitfestigkeitsgerade berechnet werden. 

Eine ggf. benötigte Langzeitfestigkeit kann ebenfalls mit dem in dieser Arbeit 

vorgestellten Konzept abgeschätzt werden, indem in der P-Wöhlerlinie die 

Langzeitfestigkeit in Anlehnung an die FKM-Richtlinie Nichtlinear [Fied 19] be-

rücksichtigt wird. Die Abschätzung der Langzeitfestigkeit erfolgt in dieser Ar-

beit nicht, da keine experimentellen Ergebnisse zum Validieren vorliegen. Mit-

tels linearer Schadensakkumulation wird die Lebensdauer bei variabler 

Amplitude berechnet. Durch die Verwendung einer effektiven Schadens-

summe nach dem für SPR-Verbindungen modifizierten IMAB-Verfahren 

[Mase 21b] kann die Treffsicherheit erhöht werden.  

4. Der Anrissort im Fügepunkt kann abgeschätzt werden. 

Im Fügepunkt können die Bereiche ermittelt werden, für die eine kurze Lebens-

dauer abgeschätzt wird. Innerhalb dieser Bereiche ist die Anrissentstehung 

wahrscheinlich. 

5. Der Einfluss der Lasteinleitungsrichtung auf die Festigkeit kann abgeschätzt werden. 

Die Richtung der Lasteinleitung bestimmt die Zusammensetzung des Scher- 

und Kopfzuganteils im Fügepunkt. Der damit verbundene Einfluss auf die zyk-

lische Festigkeit kann mit dem Konzept abgeschätzt werden. 

6. Der Einfluss einer Mittellast auf die Festigkeit kann abgeschätzt werden. 

Zwischen der Mittelspannungsempfindlichkeit der Fügeteilwerkstoffe und der 

SPR-Verbindung liegen, zumindest bei den in dieser Arbeit betrachteten Ver-

suchen, große Unterschiede. Da in der untersuchten Datenbasis Versuche bei 

unterschiedlichen Mittellasten vorliegen und deren Festigkeit mit einer guten 

Treffsicherheit bestimmt wird, kann auch die Mittelspannungsempfindlichkeit 

des SPR-Fügepunkts angegeben werden. 

Aus den zuvor aufgeführten Punkten und den im Konzept an manchen Stellen ange-

wendeten vereinfachenden Annahmen lässt sich als Ausblick folgender weiterer For-

schungsbedarf aufzählen: 

1. Das zyklische Werkstoffverhalten wird unabhängig vom lokalen Umformgrad, 

aufgrund des Fügeprozesses, den Fügeteilen zugeordnet. Diese Vereinfachung 

ist in dieser Arbeit möglich, da sich bei den untersuchten Werkstoffen kein sig-

nifikanter Einfluss des Umformgrads auf die zyklischen Werkstoffkennwerte 

zeigt. Für die Anwendung des Konzepts auf Werkstoffe, bei denen der Um-

formgrad einen signifikanten Einfluss auf die zyklischen Werkstoffkennwerte 

hat, besteht weiterer Forschungsbedarf, um eine Anwendbarkeit des Konzepts 

zu prüfen. 

2. Die Reibwerte in der Fügeverbindung werden empirisch ermittelt. Dabei erge-

ben sich vergleichsweise große Werte, siehe beispielsweise µAlu-Alu = 2,08. Diese 

werden hauptsächlich durch die Versuche bei reinem Scherzug bestimmt, da 

bei Misch- und Kopfzugbelastung die Reibwerte im untersuchten Wertebereich 

keinen signifikanten Einfluss auf die zyklische Festigkeit haben. Reibwerte 
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über 1 sind zwar bei zyklischer Belastung und zusätzlich auftretender Flächen-

pressung auch in der Literatur [Rama 05, Hint 15] zu finden, trotzdem sollten 

die Festigkeiten bei reinem Scherzug aufgrund des großen Einflusses der Reib-

werte bei dieser Beanspruchungsart auf Plausibilität überprüft werden. Die 

häufig verwendeten einschnittig überlappten Scherzugproben zählen nicht in 

diese Kategorie, da am Fügepunkt eine Mischbeanspruchung von Scher-, Schäl- 

und Kopfzug auftritt. 

3. Die tatsächlichen fügebedingten Eigenspannungen in der Verbindung werden 

nicht berücksichtigt. Diese sind experimentell sehr aufwendig mittels Neutro-

nendiffraktometrie zu bestimmen. Diese hat gegenüber der weit verbreiteten 

Röntgendiffraktometrie den Vorteil, dass Eigenspannung in bis zu einigen Zen-

timetern unter der Bauteiloberfläche bestimmt werden können [Olab 14]. Eine 

Anwendung der Methode auf SPR-Verbindungen führen Haque et al. 

[Haqu 12, Haqu 15, Haqu 19] durch, deren Ergebnisse jedoch nicht mit Fügesi-

mulationen validiert werden. Alternativ können die Eigenspannungen auch in 

einer Fügesimulation bestimmt werden, deren Ergebnisse wiederum nicht ex-

perimentell nachgewiesen sind.  

Des Weiteren stellt sich die Frage, wie die mit quasistatischem Werkstoffver-

halten bestimmten Eigenspannungen auf die Werkstoffe mit teilweise deutlich 

abweichendem zyklischem Werkstoffverhalten inklusive Belastungsvorge-

schichte anwenderfreundlich zu übertragen sind. Daher werden die fügebe-

dingten Eigenspannungen mit Hilfe von Übermaßen in die Verbindung einge-

bracht. Für ein anwenderfreundliches Vorgehen besteht weiterer Forschungs-

bedarf. 

4. Der Einfluss der Oberflächenrauheit der Fügeteile auf die rechnerische Lebens-

dauer wird nicht berücksichtigt. Diese kann durch den Fügeprozess und die 

zyklische Beanspruchung von der Oberflächenrauheit der Fügeteile vor dem 

Fügeprozess abweichen. Diese kann mit herkömmlichen Methoden aufgrund 

der Größe eines Fügepunkts nicht ermittelt werden. Zur Ermittlung der Ober-

flächenrauheit in einer SPR-Verbindung besteht weiterer Forschungsbedarf. 

5. Mit dem entwickelten Konzept ist es nicht möglich Langzeitfestigkeiten zu be-

rechnen. Diese Erweiterung ist vergleichsweise einfach durch die gegebenen 

Algorithmen der FKM-Richtlinie Nichtlinear möglich. Weiterer Forschungsbe-

darf besteht vor allem bei der Erstellung einer experimentellen Datenbasis mit 

Langzeitfestigkeiten von SPR-Fügepunkten. 

6. Ebenso existiert keine Datenbasis für die Festigkeit von SPR-Fügepunkten im 

Kurzzeitfestigkeitsbereich. Auch dafür besteht weiterer Forschungsbedarf so-

wie bei der Erweiterung des entwickelten Konzepts auf diesen Bereich. 

7. Bisher existiert kein Algorithmus zur Simulation des örtlichen Spannungs-Deh-

nungs-Pfads bei unterschiedlichen Fließkurven für Zug- und Druckbeanspru-

chung. Zur Entwicklung eines solchen Algorithmus besteht Forschungsbedarf.
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10  Symbolverzeichnis 

A  Bruchdehnung 

Ag  Gleichmaßdehnung 

Ai  Flächenanteil des Knotens i im FE-Modell 

AmaxAbw maximale Abweichung zur Referenzfläche Aref 

Aref  Referenzfläche zur Bestimmung von nst 

Aσ  hochbeanspruchte Oberfläche 

aM  Konstante zur Abschätzung der Mittelspannungsempfindlichkeit 

aP,Z  Konstante zur Abschätzung von PRAM,Z,WS 

aP,D  Konstante zur Abschätzung von PRAM,D,WS 

aR,P  Konstante zur Abschätzung von KR,P 

aε   Konstante zur Abschätzung des zyklischen Festigkeitskoeffizienten 

aσ  Konstante zur Abschätzung des zyklischen Festigkeitskoeffizienten 

b   zyklischer Schwingfestigkeitsexponent  

bM  Konstante zur Abschätzung der Mittelspannungsempfindlichkeit 

bP,Z  Konstante zur Abschätzung von PRAM,Z,WS 

bP,D  Konstante zur Abschätzung von PRAM,D,WS 

bR,P  Konstante zur Abschätzung von KR,P 

bε  Konstante zur Abschätzung des zyklischen Festigkeitskoeffizienten 

bσ  Konstante zur Abschätzung des zyklischen Festigkeitskoeffizienten 

C  Lage der Zeitfestigkeitsgeraden 

c  zyklischer Duktilitätsexponent 

d  Durchmesser des Stanzniets  

d1  Neigungsexponent der PRAM-Wöhlerlinie 

d2  Neigungsexponent der PRAM-Wöhlerlinie 

E  Elastizitätsmodul 

Eb  Ebene durch die Knoten in Matrix Pk 

FN  Normalkraft 

FR  Reibkraft 

f  Frequenz 

f2,5%  Sicherheitsfaktor für die P-Wöhlerlinie des Werkstoffs 

fRAM  Bauteilfaktor zur Berechnung der P-Wöhlerlinie des Bauteils 

fW,τ  Schubwechselfestigkeitsfaktor 

G  Spannungsgradient 

h  Vektor zur Berechnung von σV,R 

Kt  Formzahl 

KR,P  Rauheitsfaktor 

K′   zyklischer Festigkeitskoeffizient 

Kni  Koordinaten des Elementeckknotens i 
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k  Neigung der Zeitfestigkeitsgeraden 

kM  Faktor zur Beschreibung der Mittelspannungsempfindlichkeit 

kst  Weibull-Exponent 

La  Lastamplitude 

LaL  Langzeitfestigkeit 

le  freie Einspannlänge der einschnittig überlappten Scherzugprobe 

Lm  Mittellast 

lü  Überlappungslänge der einschnittig überlappten Scherzugprobe 

M  Mittelspannungsempfindlichkeit 

MLZF  Mittelspannungsempfindlichkeit für die Langzeitfestigkeit 

Mgeschätzt Mittelspannungsempfindlichkeit aus der Zugfestigkeit abgeschätzt 

MZF  Mittelspannungsempfindlichkeit für die Zeitfestigkeit 

M‘  Neigung im Haigh-Diagramm 

m  Median 

N  Schwingspielzahl 

NA  Anrissschwingspielzahl 

Nexp  experimentelle Lebensdauer 

NG  Grenzschwingspielzahl 

NK  Knickschwingspielzahl 

Nrech  rechnerische Lebensdauer 

NWS  rechnerische Lebensdauer aus P-Wöhlerlinie für den Werkstoff 

n  werkstoffmechanische Stützzahl  

nbm   bruchmechanische Stützzahl 

nK  Anzahl der Elementknoten 

nst  statistische Stützzahl 

nvm  verformungsmechanische Stützzahl 

n′   zyklischer Verfestigungsexponent 

PA  Ausfallwahrscheinlichkeit 

Pi  Wahrscheinlichkeit für Wert i nach Rossow 

PJ  Schädigungsparameter nach Vormwald und Seeger 

PRAJ  Schädigungsparameter der FKM-Richtlinie Nichtlinear 

PRAM  Schädigungsparameter der FKM-Richtlinie Nichtlinear 

PRAM,D,WS Dauerfestigkeit der PRAM-Wöhlerlinie für den Werkstoff 

PRAM,max maximal auftretender Schädigungsparameter PRAM 

PRAM,Stütz Stützstelle der PRAM-Wöhlerlinie für den Werkstoff mit PA = 50 % 

PRAM,Z  Stützstelle der PRAM-Wöhlerlinie für das Bauteil 

PRAM,Z,WS Stützstelle der PRAM-Wöhlerlinie für den Werkstoff 

PSWT  Schädigungsparameter nach Smith, Watson und Topper 

Pk  Matrix der Knotenkoordinaten Kni 

q  Quantil 

R  Spannungsverhältnis 

Re  Streckgrenze 

Rm  Zugfestigkeit 
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Rm,bm  Referenzzugfestigkeit zu Berechnung von nbm 

Rm,N,min Referenzzugfestigkeit zu Berechnung von KR,P 

Rz  Rauheit 

Sa  Nennspannungsamplitude 

SF,min  Restbodendicke 

sH  Hinterschnitt 

T  Streuspanne 

T  Spannungstensor 

t  Blechdicke 

ts  Blechdicke des stempelseitigen Blechs 

tm  Blechdicke des matrizenseitigen Blechs 

V  Verhältnis der Hauptspannungen 

X  Stichprobe 

XNk  Nietkopfendlage 

xi  Einzelwerte der Stichprobe 

 

Griechische Buchstaben: 

γL  Teilsicherheitsfaktor zur Absicherung der Beanspruchung 

γM  Teilsicherheitsfaktor zur Absicherung der Beanspruchbarkeit 

εf
′   zyklischer Duktilitätskoeffizient 

εa,el  elastischer Anteil der Dehnungsamplitude 

εa,ges  Gesamtdehnungsamplitude 

εa,pl  plastischer Anteil der Dehnungsamplitude 

εgrenz  Konstante zur Abschätzung des zyklischen Festigkeitskoeffizienten 

εm  Mitteldehnung 

ϑ  Lasteinleitungswinkel 

µX-Y  Reibwert zwischen den Werkstoffen X und Y 

ν  Querkontraktionszahl 

σa  Spannungsamplitude 

σf
′   zyklischer Schwingfestigkeitskoeffizient  

σH  hydrostatische Spannung  

σi  Spannung am Knoten i im FE-Modell 

σm  Mittelspannung 

σmax  maximal auftretende Spannung im FE-Modell  

σN  Normalspannung 

σV,M  Mises-Vergleichsspannung mit dem Vorzeichen von σH  

σV,MR  Mises-Vergleichsspannung mit dem Vorzeichen von σV,R  

σV,R  Radialspannungskomponente 

σV,SN  skalierte Normalspannung 

σxx  Normalspannungskomponente in x-Richtung 

σyy  Normalspannungskomponente in y-Richtung 

σzz  Normalspannungskomponente in z-Richtung 

τxy   Schubspannungskomponente in x-y-Ebene 
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τxz   Schubspannungskomponente in x-z-Ebene 

τyz   Schubspannungskomponente in y-z-Ebene 

 

Abkürzungen  

SPR  Self-pierce riveting – Stanznieten mit Halbhohlniet 

 



 

11 Anhang 

Tabelle 11-1: Wöhlerversuche an KS-Proben der Aluminium–Aluminium-Verbin-

dung, [Mesc 16] 

Nr. Fa in N NA Nr. Fa in N NA 
Versuchs-

reihe 

1 2.600 1.380.000 8 4.400 35.000 

KS2 

ϑ = 0° 

R = -1 

2 3.400 510.000 9 3.800 380.000 

3 4.200 220.000 10 3.500 760.000 

4 3.600 710.000 11 2.900 385.000 

5 4.600 26.000 12 4.100 320.000 

6 4.800 18.000 13 4.150 160.000 

7 4.000 230.000 14 4.700 90.000 

1 3.000 100.000 9 2.500 515.000 

KS2 

ϑ = 0° 

R = 0 

2 3.200 48.000 10 2.700 170.000 

3 2.800 300.000 11 2.300 770.000 

4 3.100 100.000 12 2.850 185.000 

5 2.600 340.000 13 3.250 39.000 

6 2.400 600.000 14 2.750 124.000 

7 2.900 92.000 15 3.150 75.000 

8 2.200 560.000    

1 2.100 170.000 9 1.600 340.000 

KS2 

ϑ = 30° 

R = -1 

2 1.500 420.000 10 2.400 100.000 

3 2.500 50.000 11 2.300 55.000 

4 2.800 13.000 12 2.000 170.000 

5 2.700 22.000 13 1.400 550.000 

6 2.600 30.000 14 1.200 1200.000 

7 1.700 310.000 15 2.200 200.000 

8 1.800 300.000    

1 2.000 17.500 9 800 800.000 

KS2 

ϑ = 30° 

R = 0 

2 1.800 13.000 10 1.250 89.000 

3 1.500 52.000 11 1.350 100.000 

4 1.100 260.000 12 1.150 450.000 

5 1.000 425.000 13 1.250 81.000 

6 1.700 22.500 14 1.400 65.000 

7 1.300 95.000 15 1.600 45.000 

8 1.200 270.000    
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Tabelle 11-1: Fortsetzung 

Nr. Fa in N NA Nr. Fa in N NA 
Versuchs-

reihe 

1 1.600 57.000 8 1.400 83.000 

KS2 

ϑ = 60° 

R = -1 

2 1.200 250.000 9 1.100 285.000 

3 900 500.000 10 1.000 230.000 

4 800 510.000 11 1.300 138.000 

5 700 1.700.000 12 2.000 12.000 

6 1.800 24.000 13 1.500 66.000 

7 1.700 34.000    

1 1.300 7.800 8 650 120.000 

KS2 

ϑ = 60° 

R = 0 

2 1.000 23.000 9 450 660.000 

3 800 70.000 10 1.200 10.000 

4 600 350.000 11 1.100 17.000 

5 700 100.000 12 850 50.000 

6 500 430.000 13 550 230.000 

7 900 37.000    

1 1.000 17.000 8 750 70.000 

KS2 

ϑ = 90° 

R = 0 

2 600 260.000 9 450 875.000 

3 400 1.300.000 10 550 275.000 

4 900 30.000 11 500 610.000 

5 800 50.000 12 650 204.000 

6 700 80.000 13 950 28.000 

7 850 47.000 14 1.050 15.000 

Tabelle 11-2: Kennwerte der Wöhlerlinien von KS-Proben der Aluminium–Alumi-

nium-Verbindung, Daten aus [Mesc 16] 

Versuchsreihe log(C) k 

KS2: ϑ = 0°; R = -1 27,00 6,1 

KS2: ϑ = 0°; R = 0 30,60 7,4 

KS2: ϑ = 30°; R = -1 20,68 4,7 

KS2: ϑ = 30°; R = 0 20,47 5,0 

KS2: ϑ = 60°; R = -1 18,11 4,2 

KS2: ϑ = 60°; R = 0 17,02 4,2 

KS2: ϑ = 90°; R = 0 18,57 4,8 
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Tabelle 11-3: Wöhlerversuche an KS2-Proben der Aluminium–Stahl-Verbindung, 

[Mesc 16] 

Nr. Fa in N NA Nr. Fa in N NA 
Versuchs-

reihe 

1 2.200 2.300.000 7 2.900 113.000 

KS2 

ϑ = 0° 

R = -1 

2 2.500 455.000 8 2.750 135.000 

3 2.400 1.080.000 9 3.000 127.000 

4 2.700 300.000 10 3.500 73.000 

5 2.900 190.000 11 3.700 50.000 

6 3.000 160.000 12 4.000 48.000 

1 2.600 78.000 9 1.900 150.000 

KS2 

ϑ = 0° 

R = 0 

2 2.600 30.000 10 2.000 200.000 

3 2.300 240.000 11 1.600 1.250.000 

4 2.800 22.000 12 1.800 460.000 

5 2.700 50.000 13 2.400 50.000 

6 2.100 150.000 14 2.300 190.000 

7 2.100 375.000 15 1.850 1.300.000 

8 1.900 275.000    

1 1.500 140.000 8 1.800 93.000 

KS2 

ϑ = 30° 

R = -1 

2 1.600 90.000 9 1.700 216.000 

3 2.000 80.000 10 1.950 140.000 

4 2.200 28.000 11 1.850 120.000 

5 2.400 23.000 12 1.750 33.000 

6 2.300 20.000 13 1.550 220.000 

7 1.900 80.000    

1 1.800 5.500 9 650 285.000 

KS2 

ϑ = 30° 

R = 0 

2 1.500 10.000 10 1.000 65.000 

3 1.200 15.000 11 750 120.000 

4 900 85.000 12 850 90.000 

5 800 280.000 13 1.300 18.000 

6 700 230.000 14 1.100 45.000 

7 500 1.250.000 15 950 51.000 

8 600 1.500.000    

1 1.700 10.000 8 1.600 22.000 

KS2 

ϑ = 60° 

R = -1 

2 1.300 35.000 9 1.400 25.000 

3 1.000 215.000 10 800 160.000 

4 700 1.000.000 11 1.250 55.000 

5 1.500 20.000 12 750 290.000 

6 1.200 105.000 13 950 160.000 

7 1.100 140.000 14 850 440.000 
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Tabelle 11-3: Fortsetzung 

Nr. Fa in N NA Nr. Fa in N NA 
Versuchs-

reihe 

1 1.000 14.500 8 450 420.000 

KS2 

ϑ = 60° 

R = 0 

2 800 37.000 9 550 190.000 

3 500 200.000 10 750 51.000 

4 700 75.000 11 950 18.000 

5 400 1.050.000 12 850 32.000 

6 1.050 15.000 13 600 165.000 

7 650 108.000 14 500 380.000 

1 550 60.000 8 500 96.000 

KS2 

ϑ = 90° 

R = 0 

2 650 35.000 9 400 600.000 

3 750 11.000 10 700 22.000 

4 450 120.000 11 425 280.000 

5 850 14.000 12 375 275.000 

6 350 390.000 13 475 410.000 

7 800 22.000    

Tabelle 11-4: Kennwerte der Wöhlerlinien von KS-Proben der Aluminium–Stahl-Ver-

bindung, Daten aus [Mesc 16] 

Versuchsreihe log(C) k 

KS2: ϑ = 0°; R = -1 26,78 6,2 

KS2: ϑ = 0°; R = 0 26,91 6,5 

KS2: ϑ = 30°; R = -1 18,94 4,3 

KS2: ϑ = 30°; R = 0 18,26 4,5 

KS2: ϑ = 60°; R = -1 18,35 4,4 

KS2: ϑ = 60°; R = 0 17,09 4,3 

KS2: ϑ = 90°; R = 0 16,94 4,4 
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Tabelle 11-5: Wöhlerversuche an Fügeverbindung Stahl – Aluminium, Daten der 

KS2-Proben aus [Mesc 16] 

Nr. Fa in N NA Nr. Fa in N NA 
Versuchs-

reihe 

1 3000 70.000 9 2800 80.000 

KS2 

ϑ = 0° 

R = -1 

2 2400 420.000 10 2700 110.000 

3 3400 45.000 11 3200 50.000 

4 3600 19.000 12 3100 46.000 

5 3800 20.000 13 4000 20.000 

6 2600 144.000 14 3300 44.000 

7 3700 21.000 15 2500 420.000 

8 2900 60.000    

1 2500 58.500 9 3000 22.000 

KS2 

ϑ = 0° 

R = 0 

2 2700 36.500 10 2950 22.000 

3 1900 500.000 11 2050 175.000 

4 2900 22.000 12 2850 35.500 

5 2300 130.000 13 2250 98.000 

6 2100 124.000 14 2450 70.000 

7 2000 225.000 15 2550 55.500 

8 1950 218.000    

1 2300 200.000 9 1900 390.000 

KS2 

ϑ = 30° 

R = -1 

2 2500 50.000 10 2900 40.000 

3 2100 100.000 11 2400 47.000 

4 2000 320.000 12 1700 600.000 

5 2700 30.000 13 2800 23.500 

6 3100 16.000 14 2600 61.000 

7 3300 10.500 15 2200 92.000 

8 1800 550.000    

1 2500 8.000 9 1400 135.000 

KS2 

ϑ = 30° 

R = 0 

2 2300 15.000 10 1000 1.400.000 

3 2100 15.000 11 1200 100.000 

4 1900 28.000 12 1700 33.000 

5 1500 80.000 13 2000 17.000 

6 1300 285.000 14 1350 87.000 

7 1200 80.000 15 1100 500.000 

8 1100 410.000    
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Tabelle 11-5: Fortsetzung 

Nr. Fa in N NA Nr. Fa in N NA 
Versuchs-

reihe 

1 1000 1.230.000 9 1100 750.000 

KS2 

ϑ = 60° 

R = -1 

2 1500 40.000 10 1800 13.500 

3 1400 168.000 11 1900 24.000 

4 1600 54.000 12 2000 16.000 

5 1300 110.000 13 1150 495.000 

6 1700 23.000 14 2100 14.000 

7 1300 145.000 15 2200 7.000 

8 1200 250.000    

1 900 25.000 9 750 210.000 

KS2 

ϑ = 60° 

R = 0 

2 800 95.000 10 850 61.600 

3 1000 20.000 11 850 80.000 

4 1100 22.000 12 850 73.000 

5 700 530.000 13 730 230.000 

6 1200 13.000 14 950 32.300 

7 1300 7.000 15 1050 45.000 

8 1250 7.500    

1 1000 6.000 6 850 27.500 

KS2 

ϑ = 90° 

R = 0 

2 800 61.000 7 750 85.000 

3 1050 13.000 8 1150 8.000 

4 900 20.000 9 600 550.000 

5 700 84.000 10 1000 15.000 

Tabelle 11-6: Kennwerte der Wöhlerlinien der Fügeverbindung Stahl – Aluminium, 

Daten der KS2-Proben aus [Mesc 16] 

Versuchsreihe log(C) k 

KS2: ϑ = 0°; R = -1 25,73 6,0 

KS2: ϑ = 0°; R = 0 24,83 5,9 

KS2: ϑ = 30°; R = -1 25,84 6,2 

KS2: ϑ = 30°; R = 0 20,15 4,8 

KS2: ϑ = 60°; R = -1 24,88 6,3 

KS2: ϑ = 60°; R = 0 22,49 6,0 

KS2: ϑ = 90°; R = 0 23,60 6,5 
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Abbildung 11-1: Probengeometrien spannungsgeregelte Versuche: (A) Gelochtes 

Blech, (B) Rundprobe mit Umlaufkerbe  

Tabelle 11-7: Zeitfestigkeitsversuche EN AW-6181A-T6, [Mesc 16] 

R = -1 R = 0 

Sa in MPa NA (Δf = 1 

Hz) 

Bemer-

kung 

Sa in MPa NA (Δf = 1 

Hz) 

Bemer-

kung 

99,5 26.698  91,0 18.476  

97,1 32.758  85,0 21.878  

94,7 39.162  78,9 42.715  

92,2 47.560  72,8 79.203  

89,8 50.698  70,4 74.607  

85,0 99.718  68,0 56.503  

75,2 184.179  66,7 47.955  

72,8 220.514  65,5 178.618  

70,4 322.194  64,3 95.285  

68,0 421.674  61,9 210.147  

60,7 928.217  60,7 550.270  

58,3 3.171.323  60,7 292.365  

55,8 3.246.699  55,8 529.401  

   54,6 3.940.960 

N
ic

h
t 

g
ew

er
te

t 

   54,6 1.264.786 

   53,4 267.070 

   53,4 383.392 

   53,4 373.589 

   53,4 283.180 

   51,7 2.276.930 

   51,0 5.320.233 

   51,0 7.712.198 

   49,3 5.100.786 

   49,3 1.266.236 

   48,5 1.250.274 

X
X

A

B
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Tabelle 11-8: Zeitfestigkeitsversuche HX340LAD, [Mesc 16] 

R = -1 R = 0 

Sa in MPa NA (Δf = 1 

Hz) 

Bemer-

kung 

Sa in MPa NA (Δf = 1 

Hz) 

Bemer-

kung 

161,8 98.710  169,9 39.552  

155,3 176.563  161,8 50.798  

152,1 321.359  153,7 77.906  

147,2 201.017  145,6 136.662  

142,4 329.378  142,4 95.411  

136,0 471.432  139,2 128.429  

131,1 774.963  135,9 152.972  

131,1 459.869  134,3 154.351  

131,1 474.405  132,7 218.772  

129,4 474.362  129,4 314.696  

126,2 1.454.709 

N
ic

h
t 

g
ew

er
te

t 

127,8 566.962  

126,2 1.474.614 124,6 532.260  

126,2 2.115.058 113,3 733.712 

N
ic

h
t 

g
ew

er
-

te
t 

124,6 719.938 111,7 1.285.439 

123,0 907.820 110,0 3.345.568 

119,7 1.524.133    

118,1 2.310.620    

116,5 1.197.879    

114,9 838.533    

114,9 1.093.929    

Tabelle 11-9: Zeitfestigkeitsversuche 38B2 vergütet 

R = -1 R = 0 

Sa in MPa NA  

(Δf = 0,1 Hz) 

Bemer-

kung 

Sa in MPa NA  

(Δf = 0,1 Hz) 

Bemer-

kung 

360 104.760  330 37.206  

355 66.362  328,5 42.039  

350 94.648  320 29.676  

345 80.981  310 37.920  

340 145.169  290 63.120  

330 169.239  270 84.011  

320 197.561  250 166.530  

315 187.546  240 130.367  

310 133.378  230 112.005  

310 215.521  220 377.532 

N
ic

h
t 

g
e-

w
er

-

te
t 

305 104.874  210 337.856 

300 221.499     
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Tabelle 11-10: Langzeitfestigkeitsversuche 38B2 vergütet 

R = -1 R = 0 

Sa in MPa NA  

(Δf = 0,1 Hz) 

Bemerkung Sa in MPa NA  

(Δf = 0,1 Hz) 

Bemerkung 

283,3 215.704  200,0 305.715  

267,5 5.000.000 Durchläufer 188,9 5.000.000 Durchläufer 

283,3 233.533  200,0 338.652  

267,5 5.000.000 Durchläufer 188,9 632.151  

283,3 251.415  178,3 5.000.000 Durchläufer 

267,5 5.000.000 Durchläufer 188,9 5.000.000 Durchläufer 

283,3 499.517  200,0 5.000.000 Durchläufer 

267,5 587.239  211,8 5.000.000 Durchläufer 

252,6 1.973.817  224,3 5.000.000 Durchläufer 

238,5 5.000.000 Durchläufer 237,5 107.512  

252,6 5.000.000 Durchläufer 224,3 141.701  

267,5 5.000.000 Durchläufer 211,8 340.261  

283,3 189.726  200,0 5.000.000 Durchläufer 

267,5 385.868  211,8 5.000.000 Durchläufer 

252,6 5.000.000 Durchläufer 224,3 188.759  
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Abbildung 11-2: Probengeometrien dehnungsgeregelte Versuche: (A) Taillierte Flach-

probe [SEP 1240], (B) Taillierte Rundprobe 

  

A

B

X

X
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Tabelle 11-11: Dehnungsgeregelte Versuche EN AW-6181A-T6, [Mesc 16] 

εa,t in % εa,el in % εa,pl in % σa in MPa NA φ 

0,799 0,412 0,387 271,1 466 0 % Ag 

0,800 0,416 0,384 269,0 541 0 % Ag 

0,800 0,407 0,392 274,6 384 0 % Ag 

0,400 0,052 0,348 243,3 3.238 0 % Ag 

0,400 0,054 0,346 242,3 2.506 0 % Ag 

0,200 0,000 0,200 137,8 121.556 0 % Ag 

0,200 0,000 0,200 136,8 196.778 0 % Ag 

0,200 0,000 0,200 141,7 124.852 0 % Ag 

0,599 0,229 0,371 259,3 1.137 0 % Ag 

0,600 0,234 0,366 256,3 993 0 % Ag 

0,600 0,224 0,376 263,4 906 0 % Ag 

0,300 0,000 0,300 206,4 11.609 0 % Ag 

0,300 0,000 0,300 207,2 12.056 0 % Ag 

0,300 0,000 0,300 209,2 12.156 0 % Ag 

1,800 1,379 0,421 294,8 81 0 % Ag 

1,799 1,389 0,410 286,9 86 0 % Ag 

0,200 0,000 0,200 143,3 157.623 0 % Ag 

1,800 1,404 0,396 276,9 93 0 % Ag 

0,400 0,054 0,346 242,3 2.560 0 % Ag 

0,600 0,241 0,359 251,3 938 20 % Ag 

0,599 0,233 0,367 256,6 988 20 % Ag 

0,600 0,239 0,361 252,7 982 20 % Ag 

0,300 0,019 0,281 196,4 22.349 20 % Ag 

0,300 0,021 0,279 195,0 22.086 20 % Ag 

0,300 0,019 0,281 196,8 25.463 20 % Ag 

0,799 0,434 0,366 256,0 191 20 % Ag 

0,800 0,416 0,384 268,8 506 20 % Ag 

0,400 0,067 0,333 233,0 2.590 20 % Ag 

0,400 0,059 0,341 238,3 5.444 20 % Ag 

1,799 1,389 0,411 287,4 47 20 % Ag 

1,799 1,380 0,419 293,5 34 20 % Ag 

1,798 1,401 0,398 278,2 56 20 % Ag 
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Tabelle 11-11: Fortsetzung 

εa,t in % εa,el in % εa,pl in % σa in MPa NA φ 

0,600 0,238 0,361 252,9 1.078 50 % Ag 

0,599 0,235 0,364 255,0 1.071 50 % Ag 

0,600 0,253 0,347 242,7 994 50 % Ag 

0,300 0,015 0,285 199,4 20.548 50 % Ag 

0,300 0,019 0,281 196,9 16.837 50 % Ag 

0,800 0,428 0,371 259,9 549 50 % Ag 

0,800 0,427 0,372 260,7 413 50 % Ag 

0,400 0,061 0,338 236,7 3.219 50 % Ag 

0,400 0,067 0,333 233,1 3.936 50 % Ag 

0,400 0,059 0,341 238,5 5.908 50 % Ag 

1,800 1,373 0,427 298,7 65 50 % Ag 

1,799 1,379 0,420 294,0 48 50 % Ag 

1,799 1,376 0,423 296,2 69 50 % Ag 

0,600 0,215 0,385 269,5 1.159 80 % Ag 

0,600 0,220 0,380 265,9 1.080 80 % Ag 

0,300 0,010 0,290 202,8 25.122 80 % Ag 

0,300 0,000 0,300 206,7 20.878 80 % Ag 

0,300 0,021 0,279 195,0 24.244 80 % Ag 

0,799 0,411 0,388 271,9 352 80 % Ag 

0,800 0,400 0,399 279,4 333 80 % Ag 

0,800 0,409 0,391 273,4 509 80 % Ag 

0,399 0,047 0,352 246,5 5.902 80 % Ag 

0,400 0,045 0,355 248,2 6.116 80 % Ag 

0,400 0,053 0,347 242,6 7.444 80 % Ag 

1,800 1,370 0,430 300,7 65 80 % Ag 

1,799 1,366 0,433 303,1 47 80 % Ag 

1,799 1,367 0,432 302,1 70 80 % Ag 

Tabelle 11-12: Zyklische Werkstoffkennwerte EN AW-6181A-T6, [Mesc 16] 

Kennwert φ = 0 % Ag φ = 20 % Ag φ = 50 % Ag φ = 80 % Ag 

E in GPa 70 70 70 70 

𝜎𝑓
′ in MPa 571 396 418 437 

𝜀𝑓
′   2,272 0,360 0,741 0,600 

b -0,108 -0,063 -0,068 -0,068 

c -0,946 -0,696 -0,781 -0,757 

𝐾′ in MPa 520 434 429 457 

𝑛′  0,114 0,091 0,087 0,090 
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Tabelle 11-13: Dehnungsgeregelte Versuche HX340LAD, [Mesc 16] 

εa,t in % εa,el in % εa,pl in % σa in MPa NA φ 

0,800 0,619 0,181 372,7 610 0 % Ag 

0,799 0,614 0,185 381,1 971 0 % Ag 

0,200 0,075 0,125 257,4 56.840 0 % Ag 

0,180 0,056 0,124 255,9 93.926 0 % Ag 

0,400 0,245 0,155 318,6 5.374 0 % Ag 

0,400 0,249 0,151 310,0 5.676 0 % Ag 

0,400 0,249 0,151 310,3 5.991 0 % Ag 

0,160 0,041 0,119 245,8 61.252 0 % Ag 

0,140 0,025 0,115 236,1 413.799 0 % Ag 

0,800 0,621 0,179 369,4 1.095 0 % Ag 

0,200 0,078 0,122 251,7 43.182 0 % Ag 

0,200 0,075 0,125 256,8 42.015 0 % Ag 

0,160 0,043 0,117 240,8 87.980 0 % Ag 

0,400 0,250 0,149 307,8 7.035 0 % Ag 

0,800 0,611 0,189 389,6 1.058 20 % Ag 

0,400 0,245 0,154 317,9 5.010 20 % Ag 

0,170 0,044 0,126 259,7 73.312 20 % Ag 

0,799 0,621 0,178 366,8 1.083 20 % Ag 

0,400 0,245 0,155 318,5 6.861 20 % Ag 

0,200 0,075 0,125 257,0 105.488 20 % Ag 

0,799 0,620 0,179 369,5 1.067 20 % Ag 

0,400 0,228 0,172 355,0 5.428 20 % Ag 

0,200 0,069 0,132 270,8 56.265 20 % Ag 

0,190 0,062 0,128 264,3 73.972 20 % Ag 

0,180 0,051 0,129 265,5 61.107 20 % Ag 

0,200 0,070 0,130 267,5 72.972 20 % Ag 

0,799 0,602 0,198 406,9 966 50 % Ag 

0,800 0,615 0,185 380,4 1.462 50 % Ag 

0,799 0,613 0,187 384,8 812 50 % Ag 

0,400 0,235 0,165 338,9 5.548 50 % Ag 

0,400 0,238 0,161 332,3 8.083 50 % Ag 

0,400 0,242 0,158 325,1 7.502 50 % Ag 

0,200 0,064 0,137 281,3 86.391 50 % Ag 

0,200 0,064 0,136 279,2 49.234 50 % Ag 

0,200 0,064 0,136 279,5 117.452 50 % Ag 

0,190 0,053 0,137 281,5 128.757 50 % Ag 

0,180 0,043 0,137 282,3 72.797 50 % Ag 

0,170 0,039 0,132 270,9 129.283 50 % Ag 
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Tabelle 11-13: Fortsetzung 

εa,t in % εa,el in % εa,pl in % σa in MPa NA φ 

0,800 0,608 0,192 395,9 1.106 80 % Ag 

0,400 0,236 0,164 338,2 7.740 80 % Ag 

0,200 0,057 0,143 295,0 37.569 80 % Ag 

0,800 0,611 0,189 388,5 1.082 80 % Ag 

0,400 0,234 0,166 341,2 6.069 80 % Ag 

0,200 0,054 0,146 300,2 63.392 80 % Ag 

0,799 0,598 0,202 415,4 1.163 80 % Ag 

0,400 0,233 0,167 344,2 7.710 80 % Ag 

0,200 0,055 0,145 298,6 75.012 80 % Ag 

0,190 0,043 0,147 303,3 62.689 80 % Ag 

0,180 0,042 0,138 284,6 91.699 80 % Ag 

0,170 0,032 0,138 283,6 119.514 80 % Ag 

Tabelle 11-14: Zyklische Werkstoffkennwerte HX340LAD, [Mesc 16] 

Kennwert φ = 0 % Ag φ = 20 % Ag φ = 50 % Ag φ = 80 % Ag 

E in GPa 206 206 206 206 

𝜎𝑓
′ in MPa 720 742 690 709 

𝜀𝑓
′   0,438 0,467 0,459 0,901 

b -0,089 -0,087 -0,075 -0,075 

c -0,560 -0,561 -0,557 -0,637 

𝐾′ in MPa 821 835 766 718 

𝑛′  0,158 0,155 0,135 0,117 
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Tabelle 11-15: Dehnungsgeregelte Versuche 38B2 vergütet 

εa,t in % εa,el in % εa,pl in % σa in MPa NA φ  

0,400 0,400 0,000 805,2 10.755 0 % Ag 

0,788 0,532 0,256 1095,9 626 0 % Ag 

0,400 0,400 0,000 828,3 14.490 0 % Ag 

0,599 0,523 0,076 1076,4 999 0 % Ag 

0,600 0,525 0,075 1081,8 1196 0 % Ag 

0,405 0,405 0,000 864,6 32.578 0 % Ag 

0,800 0,551 0,249 1134,9 693 0 % Ag 

0,600 0,526 0,074 1084,1 1.122 0 % Ag 

0,800 0,569 0,231 1171,4 496 0 % Ag 

1,000 0,603 0,397 1241,6 150 0 % Ag 

0,902 0,567 0,335 1168,9 443 0 % Ag 

1,003 0,606 0,397 1248,3 135 0 % Ag 

0,400 0,387 0,013 797,7 22.250 100 % Ag 

0,400 0,389 0,011 800,5 16.045 100 % Ag 

0,600 0,480 0,120 988,3 1.887 100 % Ag 

0,600 0,488 0,111 1006,1 1.073 100 % Ag 

0,790 0,524 0,267 1078,5 378 100 % Ag 

0,783 0,516 0,267 1062,4 559 100 % Ag 

0,600 0,464 0,135 956,6 2.158 100 % Ag 

0,400 0,381 0,018 785,5 41.638 100 % Ag 

0,799 0,498 0,301 1026,1 1.275 100 % Ag 

0,885 0,544 0,341 1120,7 413 100 % Ag 

1,000 0,574 0,425 1183,0 275 100 % Ag 

1,000 0,574 0,425 1182,7 285 100 % Ag 

Tabelle 11-16: zyklische Werkstoffkennwerte 38B2 vergütet 

Kennwert φ = 0 % Ag φ = 100 % Ag 

E in GPa 206  206 

𝜎𝑓
′ in MPa 2136 1969 

𝜀𝑓
′   2,946 0,843 

b -0,090 -0,085 

c -1,059 -0,810 

𝐾′ in MPa 1948  2005 

𝑛′  0,085 0,105 
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Abbildung 11-3: m und T in Abhängigkeit der Reibparameterkombination bei Aus-

wertung der Radialspannung  

 
Abbildung 11-4: m und T in Abhängigkeit der Reibparameterkombination bei Aus-

wertung der Mises-Vergleichsspannung mit Vorzeichen der Radialspannung 
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Abbildung 11-5: Anrissorte an der Unterseite des matrizenseitigen Blechs bei ϑ = 0° 

und R = 0, Schliffbilder aus [Otro 20] 

 

Abbildung 11-6: Anrissorte an der Oberseite des matrizenseitigen Blechs bei ϑ = 30° 

und R = 0, Schliffbilder aus [Otro 20] 
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Abbildung 11-7: Anrissorte an der Oberseite des matrizenseitigen Blechs bei ϑ = 60° 

und R = 0 
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Tabelle 11-17: Wöhlerversuche an einschnittig überlappten Scherzugproben EÜP 

Nr. Fa in N NA Nr. Fa in N NA 
Versuchs-

reihe 

1 1.500 82.026 9 1.900 12.255 

Aluminium 

- 

Aluminium 

R = 0 

2 2.000 19.387 10 900 235.265 

3 1.800 21.884 11 1.700 22.836 

4 1.300 72.387 12 1.400 30.274 

5 2.200 9.240 13 1.200 86.942 

6 1.000 223.101 14 800 379.530 

7 2.100 11.210 15 1.100 214.327 

8 1.600 30.580    

1 2.000 78.612 8 2.100 61.216 

Aluminium 

- 

Stahl 

R = 0 

2 2.500 7.061 9 1.500 243.839 

3 2.300 15.179 10 1.700 42.057 

4 2.400 9.067 11 1.600 58.002 

5 1.800 38.870 12 2.600 8.536 

6 2.200 13.661 13 2.350 12.952 

7 1.900 55.962 14 1.650 161.686 

1 2.000 42.201 8 1.400 321.855 

Stahl 

- 

Aluminium 

R = 0 

2 2.200 14.573 9 1.700 129.271 

3 1.500 261.272 10 1.600 83.416 

4 1.300 488.677 11 2.150 17.685 

5 2.100 31.050 12 1.250 475.655 

6 1.900 57.596 13 1.950 54.658 

7 1.800 70.817 14 2.050 37.251 

Tabelle 11-18: Kennwerte der Wöhlerlinien von einschnittig überlappten Scherzug-

proben EÜP 

Versuchsreihe log(C) k 

Aluminium – Aluminium 16,55 3,8 

Aluminium – Stahl 23,90 5,9 

Stahl – Aluminium 24,06 5,9 

 


